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Numerische Modellierung der thermomechanischen Fluid-Struktur-Interaktion im 
SOFC-Stack  
von Ali Al-Masri  
Kurzfassung  
Die Festoxid-Brennstoffzellen „Solid Oxide Fuel Cells“ (SOFC) eignen sich für die Bordstromerzeu-
gung als „Auxiliary Power Unit (APU)“ zur unterstützenden Bordstromversorgung in Nutzfahrzeugen. 
Für diese Anwendung müssen die Komponenten des Brennstoffzellen-Stacks aus dünnwandigem 
Material angefertigt werden, um die Herstellung in Leichtbauweise realisieren zu können. Dies ist mit 
Material-, Prozess- und Konstruktionsschwierigkeiten verbunden, deren Beseitigung eine Vorausset-
zung für einen erfolgreichen Einsatz ist. Bedingt durch die hohen Betriebstemperaturen ist die Kom-
bination verschiedener Materialien in der SOFC nur eingeschränkt möglich, da die thermomechani-
schen Eigenschaften der verwendeten Werkstoffe angepasst werden müssen.  
Thermische Spannungen werden infolge der Behinderung der Strukturverformung hervorgerufen. 
Dies kann durch mechanische Auflagerung, Materialinhomogenität oder ungleichmäßige Tempera-
turverteilung zustande kommen. Des Weiteren führen temperaturabhängige Materialeigenschaften 
durch die Existenz eines Temperaturgradienten zur zusätzlichen räumlichen Abhängigkeit der Mate-
rialparameter.  
Basierend auf der computergestützten Simulationsberechnung ist das Ziel der vorliegenden Arbeit, 
ein dreidimensionales Gesamtmodell für die numerische fluiddynamische und thermomechanische 
Analyse eines SOFC-Stacks zu entwickeln. Das Gesamtmodell besteht aus zwei diskretisierten 
Einzelmodellen, die numerisch gekoppelt sind. Ein gekoppeltes fluiddynamisches Modell dient der 
Ermittlung der im Stack auftretenden räumlichen Temperaturverteilung unter realen Prozessbedin-
gungen. Die berechneten Temperaturprofile werden als Last auf ein strukturmechanisches Finite-
Elemente-Modell übertragen, um unter den gegebenen Auflagerungsbedingungen die in den Stack-
Elementen hervorgerufene räumliche Spannungsverteilung und Deformation zu berechnen. Damit 
ermöglicht das Modell die Überprüfung der Tragfähigkeit und der Gebrauchstauglichkeit der Struktu-
relemente, um einen zuverlässigen Stack-Betrieb zu gewährleisten. Zur Durchführung der Simulati-
onsberechnungen werden mehrere Module des Software-Pakets ANSYS eingesetzt.  
Das Modell beschreibt einen zwei-Zeller-Stack und eignet sich zur Vorhersage des thermomechani-
schen Verhaltens der Struktur für den Einsatz in Bordstrom-Anwendungen unter Berücksichtigung 
der geometrischen Details der einzelnen Stack-Komponenten sowie des realen physikalischen 
Werkstoffverhaltens. Zur Beschreibung des nichtlinearen temperatur- und zeitabhängigen Material-
verhaltens wurden entsprechende mathematische Materialmodelle aufgestellt, deren Parameter mit 
Hilfe experimenteller Daten bestimmt wurden. Die Modellvalidierung erfolgt durch den Vergleich der 
Berechnungsergebnisse mit experimentell ermittelten Daten.  
Mit Hilfe des aufgestellten Modells lassen sich detaillierte Simulationsberechnungen durchführen, 
um die Auswirkungen von physikalischen Materialeigenschaften, Prozessrandbedingungen und 
geometrischen Designparametern auf die verursachten thermischen Spannungen zu untersuchen. 
Des Weiteren ermöglicht das Modell mit Hilfe von Optimierungsanalysen die Modifizierung der 
Einflussparameter zwecks Verbesserung der Funktionalität des SOCF-Stacks und Reduzierung 
der auftretenden thermischen Spannungen. 

Numerical modeling of the thermomechanical fluid-structure interaction in a 
SOFC Stack  
by Ali Al-Masri 
Abstract  
Solid oxide fuel cells (SOFC) are suitable for on-board electricity generation as Auxiliary Power Unit 
(APU) to support the electric power supply in heavy-duty vehicles. For these applications fuel cell stack 
must be made of thin-walled components in order to satisfy the requirements of a lightweight structure. 
This necessity is accompanied with material, process and design difficulties that must be solved in 
order to achieve a successful application. Due to the high operating temperatures, the combination of 
different materials in the SOFC is limited, as the Thermo-mechanical properties of the used materials 
must match.  
Thermal stresses may arise in a structure as a result of preventing its deformation. This can be caused 
either by mechanical constraints, or material inhomogeneity, or non-uniform temperature distribution. 
Also temperature-dependent material properties can induce additional spatial dependency of the 
material parameters due to the existence of a temperature gradient.  
The objective of this work is to develop a three-dimensional model for the numerical fluid dynamics 
and thermo-mechanical analysis of a solid oxide fuel cell stack based on computer aided simulations. 
The entire model consists of two discretized single models which are numerically coupled.  
A coupled fluid-dynamic model is used to determine the three-dimensional temperature distribution in 
the stack under real process conditions. The obtained temperature profiles are transmitted as a 
thermal load to be applied on the structural finite element model to compute the three-dimensional 
distribution of the stresses and deformations induced in the fuel cell stack components. Thus, the 
model enables the investigation of sustainability and serviceability of the structural elements to ensure 
a reliable operation of the stack. To carry out the simulation analysis several modules of the software 
package ANSYS are utilized.  
The model describes a two-cell stack and is suitable for predicting the thermomechanical behavior of 
the stack structure used in applications like on-board electric power generation. In the analysis the 
geometric details of fuel cell stack components as well as the real physical behavior of their materials 
are taken into account. To describe the nonlinear temperature and time-dependent material behavior, 
appropriate mathematical material models are set up. The Model parameters are determined using 
experimental data. The model validation is performed by comparing the computational results with the 
experimentally obtained data.  
Using the developed simulation model, detailed computational analysis can be performed in order 
to determine the effects of the physical material properties and to investigate the process boundary 
conditions and the geometrical design parameters on the induced thermal stresses. Furthermore, 
based on optimization analysis, the model allows the modification of the influencing parameters in 
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In der Regel wird Luft als Sauerstofflieferant verwendet. Da die Sauerstoffionen erst ab sehr 
hohen Temperaturen im Elektrolyten beweglich sind, liegt die Betriebstemperatur zwischen 
600°C und 1000°C. Der Elektrolyt ist gasdicht, um das Vermischen der Luft mit dem Brenn-
gas zu verhindern, was zur Abnahme der elektrischen Betriebsspannung führen würde. Da-
gegen sind die Elektroden aus porösem Material, um die Diffusion der Gase aus den Kanä-
len zum Elektrode-Elektrolyt-Interface zu ermöglichen. 
Verglichen mit anderen Brennstoffzellentypen hat die SOFC Vorteile durch die Variation des 
geometrischen Designs sowie die Auswahl der verwendeten Materialien, weshalb sie sich für 
verschiedene Einsatzbereiche sehr gut eignet. Weitere Vorteile der SOFC sind der hohe 
Wirkungsgrad, die Flexibilität der Brennstoffauswahl sowie der emissions- und 
geräuscharme Betrieb [1-12]. Weiterhin besteht die Möglichkeit, die bei hohen Betriebstem-
peraturen erzeugte Abwärme zu nutzen. Dieser Vorteil bewirkt eine Steigerung des Ge-
samtwirkungsgrads der Vorrichtung [1-5, 7-9, 13, 14]. Die Nachteile der SOFC sind haupt-
sächlich durch die hohen Betriebstemperaturen bedingt. Sie stellen zusätzliche Anforderun-
gen an die Werkstoffe der Stack-Komponenten sowie an die Anpassung ihrer physikalischen 
Eigenschaften dar, um die Verträglichkeit des thermomechanischen Materialverhaltens zu 
sichern. 
1.2 Bord-Stromversorgung 
Steigende Aufmerksamkeit zieht die SOFC auf sich für mobile Anwendungen, insbesondere 
für den Einsatz als Auxiliary Power Unit (APU) zwecks Bordstromversorgung beispielsweise 
in LKWs und Nutzfahrzeugen. Im mobilen Bereich sind vor allem steigende Kilometerleistun-
gen und die Reduzierung des spezifischen Kraftstoffverbrauchs bei gleichzeitiger Senkung 
der Emissionen Hauptthemen der Entwicklung. Speziell der hohe Stromverbrauch im Still-
stand in solchen Fahrzeugen macht Technologien für die effiziente Bordstromerzeugung auf 
Basis derzeit verfügbarer Treibstoffe wie Diesel und Ethanol zu einem entscheidenden Ge-
sichtspunkt im globalen Wettbewerb der Fahrzeughersteller. LKW-Bordstromversorgung auf 
SOFC-Basis kann verglichen mit im Leerlauf betriebenen Antriebsmotoren und Diesel-APU 
zu einer deutlichen Emissionsreduzierung beitragen. 
Basis der Entwicklung einer Brennstoffzellen-APU für den Fahrzeugeinsatz ist die SOFC-
Technologie. SOFC-APU-Systeme verfügen über die Möglichkeit, mit dem Kraftstoff des 
Verbrennungsmotors betrieben zu werden. Durch ihre Eignung für den Betrieb mit verschie-
denen Brenngastypen sind keine komplexen und aufwendigen Reformierungsprozesse oder 
die Lagerung von Wasserstoff an Bord notwendig. Damit ist der Markteintritt nicht von der 
rechtzeitigen Verfügbarkeit einer flächendeckenden Infrastruktur eines neuen Kraftstoffes 
abhängig, sondern von der erfolgreichen technischen Umsetzung der APU. 
Neben der Treibstoffflexibilität sind Hauptvorteile der SOFC-APU ihr vom Antriebsmotor des 
Fahrzeugs unabhängiger Betrieb und ihr hoher Wirkungsgrad. In dieser unterstützenden 
Funktion eignen sie sich für unterschiedliche Einsatzbereiche in verschiedenen Transportmit-











Da die APU unabhängig vom Hauptantrieb funktioniert, wird dieser weniger belastet und 
kann folglich längere Lebensdauer erreichen. Ferner verfügen APU-Systeme über zusätzli-
che Vorteile wie den geräusch- und vibrationsarmen Betrieb sowie die geringere CO2-
Emission infolge des niedrigeren Kraftstoffverbrauchs. Weiterhin ermöglicht die modulare 
Bauweise die bedarfsorientierte Anpassung der Bordnetzspannung über die Anzahl der ein-
gesetzten Zellen. 
1.3 Anforderungen der Bordstromversorgung 
Die Verwendung der SOFC-APU ist mit Material-, Prozess- und Konstruktionsschwierigkei-
ten verbunden, deren Beseitigung eine Voraussetzung für einen erfolgreichen Einsatz ist. 
Bedingt durch die hohen Betriebstemperaturen ist die Kombination verschiedener Materialien 
in der SOFC eingeschränkt, da die thermomechanischen Eigenschaften der Werkstoffe an-
gepasst werden müssen. Dies führt zu Schwierigkeiten beim Fertigungsprozess, erhöht die 
Herstellungskosten und begrenzt die Gebrauchssicherheit. 
Wie bereits beschrieben, basiert die APU auf der SOFC-Technologie, die als vielverspre-
chend gilt. Trotz der oben genannten Vorteile, stößt die Technik auf Probleme im Zusam-
menhang mit dem fluiddynamischen sowie dem thermomechanischen Verhalten des APU-
Stacks, die noch verbessert werden müssen. Für ein zuverlässiges und robustes APU-Stack-
Design ist eine hermetische Abdichtung erforderlich, die Gasleckagen sowie eine Vermi-
schung des Brenngases mit dem Oxidationsmittel innerhalb des Stacks verhindert und 
schließlich die Bestandteile der Brennstoffzelle verbindet. Zurzeit sind zwei verbreitete Ab-
dichtungsarten im Gebrauch, die im Hinblick auf ihr Betriebsverhalten in starre und verform-
bare Abdichtungen aufgeteilt werden können. Verformbare Abdichtungen benötigen den Ein-
satz einer äußeren Presslast, während starre Abdichtungen, die aus Glas und Glaskeramik 
hergestellt werden können, mit den Komponenten des Stacks starr verbunden sind. Weiter-
hin sind sie flexibel im Design, kostengünstig und einfach zu fertigen. Die Schwierigkeit beim 
Einsatz der glaskeramischen Komponenten liegt in ihrer Empfindlichkeit gegenüber Zug-
spannungen. Insbesondere unter den thermomechanischen Lasten infolge der hohen SOFC-
Betriebstemperaturen kann dies zum Verbundversagen führen. 
Die Anforderungen an das APU-System leiten sich zunächst aus den Betriebsbedingungen 
der SOFC her. Zusätzliche Anforderungen ergeben sich aus dem mobilen Einsatzgebiet ei-
nes solchen Energieumwandlungssystems. Hierzu gehören: 
 Geringeres Gewicht 
 Kompaktheit 
 Eignung für schnelles Aufheizen 
 Brenngasflexibilität 
 Mechanische Robustheit 
Bei APU Anwendungen sind die Systemkomponenten und ihre Verbindungen hohen ther-
momechanischen zyklischen Belastungen ausgesetzt, da der Betrieb kurze Aufheizzeiten 





Um diese Anforderungen zu erfüllen, muss die Stack-Herstellung in Leichtbauweise realisiert 
werden. Folglich ist es erforderlich, die Stack-Komponenten aus dünnwandigem Material 
anzufertigen, was eine Herausforderung sowohl für das Design als auch für die Betriebsbe-
dingungen darstellt. In Bezug auf die Tragfähigkeit können infolge kleiner Wandstärken der 
einzelnen Elemente hohe Spannungen auftreten, welche die Festigkeit der verwendeten 
Materialien übersteigen und somit das Versagen der betroffenen Komponenten oder des 
Verbundes verursachen. Weiterhin verringert sich die Steifigkeit der Struktur durch die klei-
nen Querschnittsflächen der dünnwandigen Elemente. Demzufolge erhält die Struktur eine 
höhere Flexibilität, die zu großen Deformationen führt. Ein solches Verhalten beeinträchtigt 
die Gebrauchstauglichkeit des Stacks aufgrund der Verformungsempfindlichkeit der Kontak-
tierung zwischen den Stack-Elementen. Damit verbunden ist ein weiteres Einsatzkriterium, 
nämlich die Kriechfestigkeit. Die zeitabhängigen Deformationen der Komponenten sind so 
gering wie möglich zu halten, um die Formstabilität zu gewährleisten. Wie in Abbildung 1.2 
dargestellt, werden APU-Systeme für mobile Anwendungen in der Regel am LKW-Rahmen 
oder an der Fahrerkabine montiert. Folglich sind sie starken mechanischen Schwingungen 
ausgesetzt. 
Basierend auf den oben genannten konstruktiven sowie werkstoff- und prozesstechnischen 





Abbildung 1.2: Delphi-SOFC-APU-System [15] 
1.4 Aufgabenstellung und Zielsetzung 
Um einen tiefgehenden Einblick in die thermomechanischen Prozesse während eines SOFC-
Betriebszyklus erhalten zu können, sind detaillierte numerische Untersuchungen notwendig. 
Hierbei ist sowohl an die Analyse des gekoppelten fluiddynamischen als auch des struktur-
mechanischen Verhaltens unter thermischer Belastung zu denken. Die gekoppelten numeri-
schen Simulationen können dabei wertvolle Ergänzungen der experimentellen Untersuchun-
gen darstellen und einige möglicherweise ersetzen. Gerade bei hohen SOFC-Temperaturen, 
unter denen Messungen sehr aufwendig beziehungsweise nur bedingt möglich sind, ist die 
numerische Modellierung unentbehrlich. Sie ermöglicht einen tieferen Einblick in den Cha-
rakter thermomechanischer Prozesse -insbesondere unter Berücksichtigung des nichtlinea-




ren temperatur- und zeitabhängigen Verhaltens der verwendeten Werkstoffe als dies bei 
experimentellen Untersuchungen aufgrund messtechnischer Schwierigkeiten erreichbar ist. 
Hauptproblem beim Einsatz von SOFCs stellen Undichtigkeiten durch Rissbildung in Kom-
ponenten mit vergleichsweise niedriger Steifigkeit und Festigkeit dar, die infolge der hervor-
gerufenen inneren Spannungen in einigen Bereichen bedingt durch thermomechanische 
Überlastung auftritt. Ziel dieser Arbeit ist die Entwicklung eines 3D fluiddynamischen ther-
momechanischen Gesamtmodells zur Vorhersage des strukturmechanischen Verhaltens 
eines SOFC-Stacks unter thermischer Belastung. Weiterhin dient das Modell der Untersu-
chung kritischer Stellen, wo Spannungsspitzen auftreten. Wesentliches Augenmerk soll hier-
bei auf hohen geometrischen und mathematischen Detailierungsgrad gelegt werden. Das 
Modell berücksichtigt einen kompletten zwei-Zeller-Stack, der alle in der Praxis eingesetzten 
Komponenten aus unterschiedlichen Werkstoffen beinhaltet. Somit wird der Einsatz von ver-
einfachten Einzelkanalmodellen oder Modellen aus porösen Medien überflüssig. Die Berück-
sichtigung der dünnwandigen glaskeramischen Komponenten ermöglicht insbesondere die 
Analyse der Interaktion und 3D Visualisierung der unterschiedlichen Stack-Elemente. Auf der 
Basis gekoppelter multiphysikalischer numerischer Berechnungen mit Hilfe der 3D fluiddy-
namischen Berechnung und der nichtlinearen 3D Finiten-Elemente-Methode (FEM) wird das 
Strukturverhalten simuliert. Somit werden die multiphysikalischen Phänomene der Fluid-
Struktur-Interaktion (FSI) anhand von Temperaturfeldern eigenständig ermittelt und zur struk-
turmechanischen Lösung angewendet. Auch das Materialverhalten wird auf Basis experi-
mentell ermittelter Daten über den gesamten Betriebsbereich durch temperatur- und zeitab-
hängige nichtlineare mathematische Materialmodelle dargestellt. Dabei wird das Deformati-
onsverhalten der gesamten Struktur unter Berücksichtigung der thermischen, elastisch-
plastischen und zeitabhängigen Verzerrungen vollständig nichtlinear beschrieben. Aufbau-
end darauf soll für einen kompletten Zyklus bestehend aus Aufheiz-, Betriebs- und Abkühl-
phase die vollständige Spannungsverteilung ermittelt werden. Untersucht wird im Detail der 
Effekt von Prozess- und Materialparametern auf das thermomechanische Strukturverhalten. 
Ergebnisse dieser Untersuchungen sind Anhaltspunkte, die zeigen, in welchem Bereich und 
in welcher Phase die kritischsten Stellen vorliegen und die Aufstellung von Maßnahmen zu 
deren Beseitigung. 
Die vorliegende Arbeit ist in 8 Kapitel aufgeteilt. Im ersten Kapitel wird auf die Einsatzgebiete 
und die entsprechenden Anforderungen der SOFC-Stacks für APU-Anwendungen eingegan-
gen. Daraus werden die Aufgabenstellung und die Zielsetzung der Arbeit formuliert. Im zwei-
ten Kapitel wird der Lösungsweg vorgestellt, welcher auf der Modellierungs- und Simulati-
onstechnik basiert. Hierzu wird ein Überblick über die in der Literatur eingesetzten Berech-
nungsmodelle gegeben. Das dritte Kapitel beschäftigt sich mit der Aufstellung des fluiddy-
namischen Modells, welches für die Ermittlung der thermischen Last benötigt wird. Diese 
wird auf das im darauffolgenden Kapitel entwickelte thermomechanische Modell übertragen. 
Des Weiteren werden in diesem Kapitel die Materialmodelle aufgestellt, die das Deformati-
onsverhalten des betrachteten SOFC-Stacks beschreiben. Die Validierung beider Modelle, 
die zusammen das Gesamtmodell bilden, erfolgt in den jeweiligen Kapiteln, in denen die Mo-
delle aufgestellt werden. Hierzu wird das Verhalten der Berechnungsmodelle unter verschie-
denen Lastbedingungen auf Plausibilität der ermittelten Ergebnisse überprüft und anschlie-
ßend mit experimentellen Daten verglichen. Im Kapitel 5 wird mit Hilfe des Gesamtmodells 
eine Parameterstudie durchgeführt, um die Auswirkungen der Variation der Materialeigen-
schaften auf die im Stack hervorgerufenen Spannungen zu ermitteln. Im Kapitel 6 wird das 
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2 SOFC-Modellierung und -Simulation 
Bei der Herstellung komplexer Bauteile werden in der Regel zahlreiche Vorversuche durch-
geführt, die häufig mit hohen Entwicklungskosten verbunden sind. Durch den Einsatz compu-
tergestützter Simulationstechnik lassen sich mehrere Vorteile gleichzeitig realisieren. Zum 
einen kann eine gezielte Strukturauslegung mit definierter Dimensionierung erreicht und folg-
lich das Werkstoffpotential wesentlich besser ausgeschöpft werden. Zum anderen können 
sowohl die Effektivität der Entwicklung als auch die Bauteilqualität gesteigert werden, wobei 
Entwicklungszeiten und –kosten reduziert werden. Weiterhin können am Rechner neue Ver-
fahrenstechniken entwickelt oder Werkstoffe optimiert und getestet werden, ohne hohe Kos-
ten zu verursachen. Die eigentliche Stärke der Prozesssimulation liegt in der Möglichkeit der 
Parametervariation zur Beschleunigung des Entwicklungsprozesses. 
In den letzten Jahren ist eine bedeutende Verbesserung im Design und in der Entwicklung 
der SOFC erzielt worden. Jedoch ist die strukturelle Zuverlässigkeit der eingesetzten Kom-
ponenten aufgrund ihrer geometrischen Komplexität durch die thermomechanische Bean-
spruchung eingeschränkt. Somit ist es während der Lebensdauer des SOFC-Stacks und 
seiner Komponenten von grundlegender Bedeutung, das thermomechanische Verhalten zu 
untersuchen und zu verstehen. Diese Herausforderung bedarf eines erheblichen experimen-
tellen Aufwands, weshalb die Simulationsberechnung als alternative Technik angesehen 
wird. Im vorliegenden Kapitel wird auf den Einsatz der Simulationstechnik zur Beschreibung 
des thermomechanischen Stack-Verhaltens eingegangen. Nach einer Literaturstudie über 
die verwendeten SOFC-Modelle wird anschließend die numerische Modellierung mit Hilfe 
diskretisierter Modelle vorgestellt. Danach werden Modellannahmen getroffen, um den Be-
rechnungsaufwand im Rahmen zu halten. Der folgende Beitrag zeigt den aktuellen Stand der 
numerischen Modellierung zur Vorhersage des Verformungsverhaltens von SOFC-Stacks 
infolge thermomechanischer Belastung. 
2.1 Stand der Technik 
Der Einsatz der Modellierungs- und Simulationstechnik im SOFC-Bereich ist weit verbreitet, 
wobei aufgrund des multiphysikalischen Charakters der stattfindenden Prozesse unter-
schiedliche Ziele verfolgt werden, die durch die elektrochemischen, gekoppelten fluiddyna-
mischen oder strukturmechanischen Vorgänge beeinflusst werden. Darüber hinaus liefert die 
Modellierung Auskunft über Feldgrößen, die das Verhalten des SOFC-Stacks beschreiben 
und deren Messung schwierig oder nicht möglich ist. Aufgrund der verschiedenen Design-
möglichkeiten sowie durch den Einsatz verschiedener Werkstoffe und die Variation der 
Randbedingungen steigt die Notwendigkeit zur Vorhersage des SOFC-Verhaltens mit mög-
lichst geringem Zeit- und Kostenaufwand [16-25]. Neben dem Stand der Technik in der 
SOFC-Modellierung wird auch das zukünftige Potential der Simulationsmethoden gezeigt, 
um das SOFC-Verhalten unter verschiedenen Prozessbedingungen zu untersuchen. Von 
besonderem Nutzen ist die Multiscale-Vorgehensweise, bei der Mikromodelle mit Makromo-
dellen kombiniert werden, damit ein Ausgleich zwischen Berechnungsaufwand und Genauig-
keit erreicht wird. Die Simulationstechnik stellt ein bedeutendes Tool zur Ermittlung der Tem-
peraturverteilung im Stack dar, um die optimalen Prozessbedingungen zu ermitteln und so-
mit hohe Temperaturgradienten zu vermeiden [26-31]. Ferner dient die Modellierung als be-
gleitendes und ergänzendes Hilfsmittel dazu, experimentelle Beobachtungen zu interpretie-
ren und zu verstehen und somit die Richtung für neue zukünftige Forschungsgebiete festzu-





gemacht werden, indem mit Hilfe hohen mathematischen Aufwandes Strukturen analysiert 
werden, um die physikalischen Vorgänge naturgetreu abzubilden. Für die konstruktive Ge-
staltung und Optimierung in der Entwurfsphase ist der Einsatz der Simulationstechnik vor-
teilhaft, da in einem Modell die Anzahl der Einflussgrößen reduziert werden kann. Dadurch 
werden lediglich die Parameter betrachtet, die einer konstruktiven Bearbeitung tatsächlich 
zugänglich sind. Die mathematische Modellierung basierend auf der numerischen Fluiddy-
namik stellt eine umfassende und effektive Vorgehensweise zur Vorhersage des Designver-
haltens unter verschiedenen sowohl stationären als auch transienten Randbedingungen dar. 
Numerische fluiddynamische Modelle werden zunehmend zur Charakterisierung und Ent-
wicklung der SOFC eingesetzt. Sie ermöglichen die detaillierte Simulation der Wechselwir-
kungen zwischen den Strukturkomponenten und dem Fluid zwecks der Analyse des gekop-
pelten fluiddynamischen SOFC-Verhaltens, um die auftretenden Temperaturfelder zu ermit-
teln [40-46]. Eine der Hauptherausforderungen beim Einsatz der SOFCs stellt die Stack-
Abdichtung dar. Diese besteht darin, die hermetische und strukturelle Zuverlässigkeit zu ge-
währleisten. Die Abdichtung muss sowohl mit unterschiedlichen Oxiden als auch mit den 
metallischen Komponenten der Zelle chemisch und mechanisch kompatibel sowie elektrisch 
isolierend sein. Außerdem muss das Abdichtungsmaterial den thermischen Lastzyklen wäh-
rend des Betriebs standhalten. Diese Voraussetzungen müssen erfüllt werden, da das Mate-
rial infolge zyklischer thermomechanischer Belastung Ermüdung erfahren kann [47]. Ein aus-
führlicher Überblick über die Anforderungen an die Abdichtungselemente sowie gegenwärti-
ge Technologien der entsprechenden Werkstoffe für den Einsatz in der SOFC ist in [48, 49] 
gegeben. 
Die Bemühungen, die thermomechanische Stabilität der SOFC-Komponenten zu erhöhen, 
erstrecken sich über Forschungsfelder, in denen die numerische Modellierung eine besonde-
re Rolle spielt. Unter den verschiedenen Berechnungsmodellen, die in der Literatur einge-
führt werden, gewinnt die Untersuchung des fluiddynamischen Stack-Verhaltens zunehmend 
an Bedeutung [50-53]. Im Unterschied dazu wird weniger Aufmerksamkeit auf das thermo-
mechanische Verhalten des SOFC-Stacks gerichtet. Um die Konkurrenzfähigkeit, Zuverläs-
sigkeit und die dauerhafte Stabilität der Komponenten zu sichern, sind ein besseres Ver-
ständnis und eine geeignete Handhabung der einzelnen Stack-Elemente erforderlich. 
In [54] wird eine dreidimensionale Berechnungsanalyse mit Hilfe eines einzelnen Einheits-
modells mit zweipoligen Kanälen vorgestellt. Das Einheitsmodell wird aus der Mitte eines 
vollständigen SOFC-Stacks gewählt, wobei die Randbedingungen zu den benachbarten Ein-
heiten als adiabat angenommen werden. Das entsprechende Temperaturprofil wird sowohl 
für Gleich- als auch Gegenstromführung ermittelt. Dabei wird die fluiddynamische Berech-
nung mit Hilfe der kommerziellen Software STAR CD® durchgeführt und anschließend das 
Temperaturfeld zwecks strukturmechanischer Analyse auf ein FE-Netz appliziert. Für die 
thermomechanische Untersuchung wird das Programm ABAQUS® eingesetzt. In der Be-
rechnung werden weder mechanische Randbedingungen entlang der Kanäle noch äußere 
Lasten berücksichtigt. Folglich werden lediglich die thermisch verursachten Dehnungen be-
rechnet. Dabei werden die Spannungen im Elektrolyten und Interkonnektor ermittelt. Den 
Berechnungen entsprechend tritt ein steiler Abfall der Brenngastemperatur im Eingangsbe-
reich auf, wodurch hohe Spannungen im Elektrolyten verursacht werden. Die in der Analyse 
verwendeten konstitutiven Gesetze und Materialeigenschaften werden nicht erwähnt. 
Zwei weitere Studien werden in [55, 56] präsentiert, die sich mit den thermischen Spannun-
gen in der Zelle beschäftigen. Die erste Publikation stellt eine numerische Analyse vor, um 




die Eigenspannungen innerhalb des Elektrolyten vorherzusagen. Bei der Berechnung der 
Temperaturverteilung werden konstante thermische Randbedingungen zwischen den be-
nachbarten Bauteilen angenommen. Weiterhin werden experimentelle Messungen durchge-
führt, um die Berechnungsergebnisse zu überprüfen. Die zweite Studie beschäftigt sich mit 
der Verformung der Zelle infolge der Eigenspannungen sowie mit den Fertigungstechniken 
des Elektrolyten. 
Eine gekoppelte thermomechanische Analyse der Zelle wird in [57] vorgestellt. In der Arbeit 
werden die thermischen Spannungen infolge der Temperaturgradienten sowie die Auswir-
kungen der unterschiedlichen Wärmeausdehnungskoeffizienten der Zellkomponenten unter-
sucht. Für die Bestimmung der Stromdichte, Transport der chemischen Spezies und der 
Strömungseigenschaften in den Luftkanälen wird ein FORTRAN-Code eingesetzt. Die erhal-
tene Temperaturverteilung wird für die mechanische Analyse mit Hilfe der Software FEM-
LAB® verwendet. Die mechanische Strukturanalyse wird lediglich für die Zellkomponenten 
durchgeführt, wobei die Interkonnektorplatten vernachlässigt werden. Weiterhin werden kei-
ne mechanischen Randbedingungen berücksichtigt. Für das Materialverhalten wird ein elas-
tisches Modell angenommen, dessen Parameter der Literatur entnommen sind. Die Span-
nungen werden für den stationären und transienten Prozess ermittelt. 
Bei einer numerischen Analyse wird in [58] der Einfluss der Temperaturverteilung auf das 
Spannungsfeld in den Komponenten einer Zelle in einem rohrförmigen SOFC-Design ge-
zeigt. Im Vordergrund der Untersuchung steht die Auswirkung der Radialkomponente des 
Temperaturgradienten. Eine vereinfachte Weibull-Analyse wird durchgeführt, um die Wahr-
scheinlichkeit des mechanischen Versagens der Zellkomponenten sowohl im stationären als 
auch im transienten Prozess zu berechnen. Anhand der Sensitivitätsanalyse wird der Ein-
fluss des Wärmeausdehnungskoeffizienten auf die hervorgerufenen Spannungen ermittelt. 
Die Berechnungen werden mit Hilfe der Software PROMS® und FEMLAB® durchgeführt. Die 
Ergebnisse zeigen, dass hohe Spannungen überall innerhalb der Anode und in der Umge-
bung der Kanten des Elektrolyten auftreten. Dies wird auf den Unterschied im Wärmeaus-
dehnungskoeffizienten zurückgeführt. Weiterhin werden kritische Werte für die Beurteilung 
der Wahrscheinlichkeit des Bauteilversagens bestimmt. 
Ein Abdichtungskonzept für planare SOFCs wird in [59] gezeigt. Mit Hilfe der FE-
Berechnungen wird das strukturmechanische Verhalten einer nachgiebigen Verbundabdich-
tung analysiert. Die Spannungen in den einzelnen Komponenten werden berechnet und mit 
Werten der Bruch- und Fließspannungen aus Versuchsergebnissen verglichen. Für die Si-
mulationsberechnung werden Tools der kommerziellen Software ANSYS® eingesetzt, wobei 
aufgrund der Symmetrie lediglich ein Viertel des Bauteils betrachtet wird. Es werden die 
Spannungen ermittelt, die infolge zyklischer thermischer Belastung zwischen hohen Tempe-
raturen und Raumtemperatur auftreten. Angaben zu den eingesetzten Materialmodellen und 
deren Parametern sowie zu den Versagenskriterien und den mechanischen Randbedingun-
gen werden nicht gemacht. 
Die Berechnung der thermischen Spannungen in 3D für einen mehrzeller-SOFC-Stack wird 
in [60] durchgeführt. Die Verteilung der thermischen Spannungen im planaren Stack wird für 
verschiedene Prozessphasen einschließlich Betrieb und Abschaltung analysiert. Der Einfluss 
der unteren Strukturauflagerung, des Wärmeausdehnungskoeffizienten, der Temperaturprofi-
le und des viskosen Verhaltens der betrachteten glaskeramischen Abdichtung werden unter-





Symmetrie der Struktur ausgenutzt wird, um den Berechnungsaufwand zu reduzieren. Mit 
dem Ziel eine realistische Temperaturverteilung zu berechnen, wird das thermo-elektro-
chemische Verhalten des Stacks während der Startphase und der stationären Betriebsphase 
berücksichtigt. Bei dieser Untersuchung wird die Gegenstromführung betrachtet. Die ermittel-
ten Ergebnisse werden dann in das FEM-Programm eingelesen, um die strukturmechani-
sche Analyse durchzuführen. Unterschiedliche mechanische Auflagerungsbedingungen wer-
den getestet, damit eine Starrkörperbewegung des Stacks verhindert wird. Es wird ange-
nommen, dass die Steifigkeit der eingesetzten glaskeramischen Komponente infolge des 
viskosen Verhaltens auf ein Drittel ihres Wertes sinkt. Für die bruchmechanische Analyse 
wird die Festigkeitsgrenze nach der Normalspannungshypothese angenommen, wobei als 
Materialkennwert die Bruchfestigkeit der glaskeramischen Komponente festgelegt wird. Da-
gegen wird die Fließspannung der Stahlkomponente als Grenzwert für das Versagen des 
Interkonnektors und des Rahmens nach der Schubspannungshypothese gesetzt. Die Be-
rechnungen zeigen, dass die glaskeramische Komponente das am meisten bruchgefährdete 
Teil des untersuchten Stacks darstellt. In der Studie wird die Kommerzialisierung des Stacks 
als nicht realistisch eingeschätzt. Die Analyse stellt ein erstes Beispiel dar, in dem Glaske-
ramik bei der Berechnung berücksichtigt wird. Die Ergebnisse zeigen, dass die maximalen 
Spannungen um den Rand der Glasfügung und der Zelle auftreten. 
In [61] wird eine weitere Studie vorgestellt, in der die Abdichtung nachgiebig ist. Unter ther-
mischer Belastung wird das mechanische Verhalten der Zelle, der Abdichtung und der Rah-
menteile auf der Basis von 3D FE-Modellen mit Hilfe des Software-Pakets ANSYS® analy-
siert. Das Gesamtbauteil wird gleichmäßig aufgeheizt und abgekühlt, wobei aufgrund der 
Symmetrie ein Viertel des Modells betrachtet wird. Weiterhin werden bei der Berechnung 
unter isothermen Randbedingungen für die Zelle die Materialeigenschaften der Anode ein-
gesetzt. Für die Interkonnektorplatte wird ein bilineares elastisch-plastisches Materialgesetz 
aus der Literatur verwendet. Dagegen wird für das Abdichtungsmaterial ein elastisches Ver-
halten angenommen. Die Berechnungsergebnisse zeigen, dass während des Abkühlens 
lokales Beulen in der Zelle auftritt. Weiterhin ergeben die Berechnungen, dass die Spannun-
gen im ersten thermischen Betriebszyklus höher sind als in einem weiteren. 
In [62] werden drei unterschiedliche Designs von Verbundabdichtungen untersucht, die als 
nachgiebig gelten. Zur strukturmechanischen Analyse der Gesamtstruktur wird ein FE-Modell 
aufgestellt, das die Anode, den Rahmen und die Abdichtung beinhaltet. Für die Berechnung 
der Betriebs- und Abkühlphasen wird eine gleichmäßige thermische Last appliziert, wobei die 
gleichen Randbedingungen wie in der vorigen Studie sowie ein langsam aufheizender Ofen 
simuliert werden. Für die metallischen Komponenten wird ein bilinear kinematisch verfesti-
gendes Materialmodell zugrunde gelegt. Dagegen wird für die Zelle ein elastisches Material-
verhalten angenommen. Die Ergebnisse zeigen höhere Spannungen als erwartet, insbeson-
dere bei der Verwendung von glaskeramischer Abdichtung. 
Die Verteilung der thermischen Spannungen in einem dreizeller-SOFC-Stack wird in [63] 
untersucht. Interkonnektorplatten, Zelle, Rahmen, Nickelgitter und Glasabdichtung werden in 
einem 3D FE-Modell für die Analyse mit Hilfe des Programmes ABAQUS® berücksichtigt. Zur 
Ermittlung des Temperaturfeldes wird ein Gegenstrom-Modell eingesetzt. Die Tragfähigkeit 
der Struktur wird untersucht, wobei für die metallischen Komponenten das Tresca Kriterium 
und für die weiteren Bestandteile die Normalspannungshypothese als Versagenskriterium 
festgelegt werden. Weiterhin wird erläutert, dass die Spannungen in Zelle, Rahmen, Inter-




konnektorplatten und Nickelgitter hauptsächlich durch Material- sowie Temperaturgradienten 
entstehen. 
Eine umfassende Studie, die sich mit der Untersuchung der thermischen Spannungen in 
SOFCs mit nachgiebigen Verbundabdichtungen beschäftigt, wird in [64] präsentiert. Eine 
Einheitszelle bestehend aus Einzelluft- und Einzelgaskanälen, Zelle sowie Interkonnektor-
platten wird analysiert und das resultierende Temperaturfeld ermittelt. Unter der Annahme, 
dass der Temperaturgradient über den Interkonnektorplatten keine Komponente quer zur 
Strömungsrichtung besitzt, wird das Temperaturfeld auf die restlichen Kanäle der Platte er-
weitert. Für diese Untersuchung wird ein Gleichstrom-Design gewählt, wobei aus Symmet-
riegründen die Hälfte der Struktur betrachtet wird. Für die strukturmechanische Analyse wer-
den 20 Einheitszellen berücksichtigt. Die Zelle, die aus einer Schicht mit den Eigenschaften 
der Anode besteht, verhält sich elastisch. Dagegen haben die metallischen Komponenten ein 
bilineares elastisch-plastisches Verhalten. Für die FEA wird die Software ANSYS® einge-
setzt. Für die Validierung der Ergebnisse der thermischen Analyse werden Strom-
Spannungs-Kurven verwendet. Es wird herausgefunden, dass das ungleichmäßige Tempe-
raturfeld einen großen Einfluss auf die Spannungsverteilung hat. Die Auswirkungen des 
Temperaturgradienten auf die thermischen Spannungen in der nachgiebigen Abdichtung und 
in der glaskeramischen Abdichtung sind vergleichbar. 
In [65] wird der Einfluss der schlagartigen Veränderung des Temperaturprofils auf die ther-
mischen Spannungen in rohrförmigen SOFCs untersucht. Hierzu wird ein 2D FE-Modell mit 
Hilfe der Software COMSOL® analysiert. Dabei wird die freie thermische Ausdehnung nicht 
behindert und räumlich konstante Materialeigenschaften für bestimmte Temperaturniveaus 
verwendet. Der Einfluss der Temperatur und des thermischen Gradienten sowie der internen 
Reformierung (direkt und indirekt) werden analysiert. Die Ergebnisse zeigen einen starken 
Zusammenhang zwischen der Reformierungsmethode und der Spannungsverteilung. Wei-
terhin wird als Schlussfolgerung erwähnt, dass der Temperaturgradient in rohrförmigen 
SOFCs eine geringere Auswirkung auf die thermischen Spannungen hat. 
In [66, 67] wird das Kriechverhalten von glaskeramischen Abdichtungen und Interkonnektor-
platten von ein- und dreizeller-SOFC-Stacks in einem Modell mit Gegenstromführung unter-
sucht. Aus den Ergebnissen geht hervor, dass langfristig Kriecheffekte der Glas- und Inter-
konnektorteile die Kanalabmessungen verändern. Für die FEA werden MSC Marc Mentat® 
Tools eingesetzt. 
Eine Studie über das thermo-fluid-mechanische Verhalten in einer SOFC-Einzelzelle wird in 
[68] vorgestellt. Ein 3D-Modell mit einem zwischen zwei Aluminiumoxid-Gasverteilern inte-
grierten Elektrolyten wird analysiert. Für die Simulation werden die CFD-Tools STAR-CD® 
und die FE-Software MSC Marc Mentat® verwendet. Die Ergebnisse zeigen, dass die thermi-
schen Spannungen innerhalb der Zelle als Folge der Temperatur- sowie Materialgradienten 
durch unterschiedliche Wärmeausdehnungskoeffizienten auftreten. Ein ähnliches Ergebnis 
wird auch in [63] erwähnt. 
Weiterhin erfolgt in [69] eine thermofluiddynamische, thermomechanische Analyse mit Hilfe 
der Software COMSOL® für mikro-tubulare SOFC. Dabei werden thermische Spannungen 
betrachtet, die durch Zellenfertigung, äußere Behinderung der Verformung aufgrund der Auf-
lagerung und Betriebszustände hervorgerufen werden. Ein rotationssymmetrisches 2D Mo-
dell wird präsentiert, in dem Aluminiumoxidröhre sowie Anode, Kathode und Elektrolyt inte-





Strukturverhaltens unter Berücksichtigung der Keramikabdichtung appliziert, wobei ein elas-
tisches Materialverhalten angenommen wird. Die Berechnungsergebnisse zeigen, dass auf-
grund der Wechselwirkung zwischen Zelle und der tragenden Struktur sowohl Druck- als 
auch Zugspannungen in einer Schicht auftreten können. 
Das Patent [70] enthält die Beschreibung geometrischer Designparameter der SOFC-
Komponenten, die das thermomechanische Strukturverhalten beeinflussen. Die Beziehun-
gen zwischen den Parametern zeigen die Notwendigkeit des robusten und zuverlässigen 
geometrischen Designs. Des Weiteren wird in [71] eine Studie über die thermischen Span-
nungen und Rissentstehung in einem Modell eines dreizeller-SOFC-Stacks präsentiert. Das 
Modell besteht aus Anode, Elektrolyt und einer dünnen Zwischenschicht. Dabei werden 
Schubspannungen und Delamination mit Hilfe des Gesetzes von Paris untersucht. Im analy-
sierten Modell werden die metallischen Komponenten und die Abdichtungen vernachlässigt. 
Ziel der Untersuchung ist die Ermittlung der Lebensdauer der Zelle unter verschiedenen 
thermischen Lastzyklen. 
Eine systematische Vorgehensweise wird in [72] dargestellt, die eine Kombination aus expe-
rimentellen Messungen gekoppelt mit numerischen Analysen beinhaltet. Die Ergebnisse zei-
gen, dass kleine Temperaturgradienten zu Spannungsspitzen innerhalb des Stacks und im 
Wesentlichen im Manifold-Bereich führen. Weiterhin wird festgestellt, dass das Stack-
Verhalten im Ofen nicht dem Verhalten im realen Betrieb entspricht. 
In [73] wird eine gekoppelte 3D CFD/FEM Analyse eines SOFC-Stacks präsentiert. Die Er-
gebnisse zeigen eine ausführliche Übersicht über die in der Literatur verbreiteten Berech-
nungsmodelle und die Grenzen verschiedener Modellannahmen, wie beispielsweise reali-
tätsnahe Kanalmodelle gegenüber Approximationsmodellen, in denen die Kanalbereiche 
durch entsprechende poröse Medien ersetzt werden. Ein solches fluiddynamisches 3D Mo-
dell wird in [74] vorgestellt, mit dessen Hilfe die transiente Aufheizphase eines SOFC-Stacks 
simuliert wird. 
Meistens werden ferritische Stähle mit hohem Cr-Anteil für die metallischen SOFC-
Komponenten des Rahmens und der Interkonnektorplatten verwendet. Der Werkstoff verfügt 
über die benötigte Resistenz gegen Kriechen [75]. Aus der Modellierungsansicht ist es von 
grundlegender Bedeutung, die Grenzen der geometrischen Modellvereinfachungen zu unter-
suchen und zu verstehen, da diese einen erheblichen Einfluss auf die Berechnungsergeb-
nisse haben. Somit könnten unzulässig vereinfachte Thermofluid-Modelle zu ungenauen 
Spannungsanalysen führen. Genauere Berechnungsergebnisse können durch den Einsatz 
erweiterter Simulationstechniken mit feiner und optimierter Vernetzung sowie höherer nume-
rischer Auflösung verwendet werden [76-78]. Eine Zusammenstellung der in der Literatur 
existierenden Modelle wird in [79] gegeben, wobei die thermomechanische Analyse im Vor-
dergrund steht. 
Zusammenfassend kann festgestellt werden, dass die in der Literatur eingesetzten Modelle 
erhebliche Vereinfachungen beinhalten, die für fluiddynamische Analysen oder thermome-
chanischen Untersuchungen nur eingeschränkt verwendbar sind. Multiphysikalische Berech-
nungsmodelle, die realitätsnah sind und sowohl die Geometrie als auch das Materialverhal-
ten und die wirkenden Randbedingungen berücksichtigen existieren noch nicht. Daher wird 
in der vorliegenden Arbeit ein 3D gekoppeltes fluiddynamisches sowie ein 3D thermomecha-
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Bei der Lösung der thermomechanischen Aufgabe auf der Basis eines idealisierten Ersatz-
systems oder Modells, sind bestimmte Vereinfachungen erforderlich, um einen Kompromiss 
zwischen der angestrebten Genauigkeit der Lösung und dem dafür benötigten Berech-
nungsaufwand zu finden. Die Zulässigkeit vereinfachender Modellannahmen wird hauptsäch-
lich anhand der Validierung des Modells überprüft. Darauf wird in den Kapiteln 3 und 4 ein-
gegangen, wo die aufgestellten Modelle für fluiddynamische und thermomechanische Analy-
sen eingesetzt werden und ihr Verhalten mit experimentellen Daten oder bereits validierten 
Modellen verglichen wird. Wie bereits erwähnt, werden die geometrischen Details der Struk-
tur berücksichtigt, da sie die Steifigkeit des Modells und folglich sein strukturmechanisches 
Verhalten beeinträchtigen. Andere Annahmen beziehen sich auf die stattfindenden physikali-
schen Prozesse sowie deren Randbedingungen und basieren auf Angaben, die in der Litera-
tur verbreitet sind. 
2.3.1 Fluiddynamik und Thermomechanik 
In der vorliegenden Arbeit wird die thermomechanische Aufgabe als quasi-statisch betrach-
tet, da die Trägheitseffekte infolge der zeitabhängigen Temperaturfelder vernachlässigbar 
sind. Dementsprechend werden zu verschiedenen Zeitpunkten die Spannungen ermittelt, 
die infolge thermischer Last hervorgerufen werden und durch das herrschende Temperatur-
feld zum betrachteten Zeitpunkt definiert sind. Zu diesem Zweck werden die Temperaturpro-
file zunächst aus der numerischen fluiddynamischen Analyse zu den entsprechenden Zeit-
punkten ermittelt und anschließend als thermische Last auf das FE-Modell der Stack-
Struktur appliziert. 
Aufgrund des Wärmeaustauschs zwischen den strömenden heißen Fluiden und dem Fest-
körper müssen die Gleichungen der Strömungsmechanik mit der Energiegleichung gekop-
pelt werden. Folglich ist die fluiddynamische Analyse als gekoppelt zu betrachten. Im Ge-
gensatz dazu werden die strukturmechanische Analyse und die Wärmeübertragungsanalyse 
entkoppelt, da die vorliegenden Aufheizgeschwindigkeiten nicht zu einem Wärmeschock 
führen, wie im Folgenden beschrieben. 
Lokale Temperaturänderungen relativ zur spannungsfreien Referenztemperatur verursa-
chen lokale thermische Dehnungen, die im elastischen Körper lokale Spannungsvariationen 
hervorrufen. Diese breiten sich innerhalb des Körpers in Form elastischer Wellen aus. Folg-
lich kann die Zeit mt  der Wellenausbreitung als charakteristische Zeit angesehen werden, 
die in der Form 
E
l
tm   (2.1) 
abgeschätzt werden kann. In dieser Beziehung bezeichnen E, ρ und l jeweils das Elastizi-
tätsmodul, die Dichte und eine charakteristische Länge des betrachteten Festkörpers. Eine 
entsprechende Abschätzung der Zeit tw, die für den Transport der Wärme im Festkörper 










wobei c und λ jeweils spezifische Wärmekapazität und die Wärmeleitfähigkeit des Festkör-







  (2.3) 
gilt und somit 
wm tt   (2.4) 
ist. Anhand der vorigen Betrachtung lässt sich feststellen, dass sich die Variation der Span-
nungen und Dehnungen, die durch lokale Temperaturen verursacht werden, schneller aus-
breiten als die Variation der Temperatur infolge der Wärmeleitung. Aus diesem Grund wer-
den die beiden physikalischen Prozesse entkoppelt und getrennt voneinander betrachtet. 
Dementsprechend wird die thermomechanische Analyse in zwei Schritten durchgeführt [80, 
81, 82]: 
 Ermittlung der Temperaturverteilung im Körper mit Hilfe der fluiddynamischen Analy-
se 
 Durchführung der thermomechanischen Analyse mit der ermittelten Temperatur als 
Last. 
Den vorigen Erläuterungen entsprechend sind zur Lösung der vorliegenden Aufgabe zwei 
Berechnungsmodelle erforderlich: 
 Ein gekoppeltes fluiddynamisches Modell zur Ermittlung der Temperaturverteilung 
 Ein strukturmechanisches Modell zur Berechnung der durch die thermische Last ver-
ursachten Spannungen 
Während das fluiddynamische Modell auf der Finiten Volumen Methode (FVM) basiert, wird 
zwecks der thermomechanischen Analyse die Finiten Elemente Methode (FEM) eingesetzt 
[83]. Des Weiteren unterscheiden sich beide Modelle dadurch, dass das fluiddynamische 
Modell aufgrund höherer Gradienten der Feldgrößen feiner diskretisiert sein muss. Die Vor-
gehensweise ist in Abbildung 2.3 schematisch dargestellt. 
Des Weiteren wird zur Ermittlung der numerischen Lösungen das Software-Packet ANSYS 
eingesetzt. Für die Behandlung der jeweiligen Aufgabe stehen Module der numerischen 
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zeigt, dass die Wärmeübertragung durch Strahlungsmechanismen einen vernachlässigbar 
kleinen Effekt auf das ermittelte Temperaturfeld haben und eine fluiddynamische SOFC-
Analyse ohne Berücksichtigung der Wärmestrahlung durchgeführt werden kann. Weiterhin 
wird in [54] berichtet, dass Wärmestrahlung in den Luft- und Brenngaskanälen der SOFC 
verglichen mit den anderen Wärmeübertragungsmechanismen einen sehr geringen Einfluss 
auf die Temperaturverteilung haben. Über ähnliche Ergebnisse wird in mehreren Arbeiten 
berichtet [95-97]. Um den Berechnungsaufwand zu reduzieren, wird dementsprechend die 
Wärmestrahlung auch in der vorliegenden Arbeit nicht berücksichtigt. 
Die getroffenen Modellannahmen dienen zur Vermeidung vom überflüssigen Rechenauf-
wand. Die erwähnten fluiddynamischen Modellannahmen erweisen sich anhand der experi-
mentellen Temperaturmessungen im Rahmen der Arbeiten in [93] als zulässig. Die Messun-
gen wurden während der verschiedenen Phasen eines Prozesszyklus und an mehreren Or-
ten des SOFC-Stacks durchgeführt. Dabei wurde eine sehr gute Übereinstimmung zwischen 
den Messergebnissen und den Simulationsberechnungen festgestellt.  
 




3 Fluiddynamische Analyse 
3.1 Simulation des multiphysikalischen SOFC-Verhaltens 
Wie bereits im vorigen Kapitel erläutert, wird die thermomechanische Aufgabe als quasi-
statisch betrachtet. Dementsprechend werden zu verschiedenen Zeitpunkten die Spannun-
gen ermittelt, die infolge thermischer Last hervorgerufen werden. Diese sind durch die zum 
betrachteten Zeitpunkt lokal herrschende Temperatur definiert. Demgemäß werden die Tem-
peraturprofile zunächst aus der gekoppelten fluiddynamischen Analyse zu den entsprechen-
den Zeitpunkten ermittelt und anschließend als thermische Last auf die materiellen Punkte 
der Stack-Struktur appliziert. Das zu diesem Zweck erforderliche fluiddynamische Modell 
wird in diesem Kapitel aufgestellt und unter verschiedenen Randbedingungen getestet und 
validiert. 
Die Vorhersage des makroskopischen multiphysikalischen SOFC-Verhaltens erfordert den 
Einsatz geeigneter mathematischer Modelle, die ein sehr wichtiges Werkzeug darstellen, mit 
dessen Hilfe der Einfluss verschiedener Material- und Prozessparameter untersucht werden 
kann. Die Simulationsergebnisse dienen der Optimierung der Materialeigenschaften, des 
Designs sowie der Prozessrandbedingungen. Makroskopisch betrachtet, basiert der multi-
physikalische Charakter der Prozesse, die in einem SOFC-Stack stattfinden, auf den physi-
kalischen Erhaltungssätzen für Masse, Impuls und Energie. Dabei werden die Festkörperbe-
reiche eines SOFC-Stacks als Kontinuum angesehen, für die an jedem materiellen Punkt 
des betrachteten Bereichs die physikalischen Erhaltungssätze gemäß der Lagrange-
Betrachtungsweise erfüllt sein müssen. Die Gasbereiche werden ebenfalls als Kontinuum 
angesehen, wobei die physikalischen Größen des betrachteten Gasbereichs gemäß der 
Euler-Betrachtung an jedem Punkt des dreidimensionalen Raums zu erfüllen sind. Somit 
sind die physikalischen Größen beider Bereiche durch partielle Differentialgleichungen ge-
koppelt. Zur Beschreibung des Kontinuumsverhaltens stehen die genannten physikalischen 
Erhaltungssätze zur Verfügung. Bei der Aufstellung der Gleichungen wird die Index-
Schreibweise verwendet, da sich dadurch die Gleichungen in einer kompakten Form darstel-
len lassen. Dabei beziehen sich die Indizes auf die Richtungen des dreidimensionalen Kar-
tesischen Raums x1, x2, x3, weshalb die in den Gleichungen auftretenden Indizes die Werte 
1, 2, 3 annehmen können. Ferner wird die partielle Ableitung nach der i-ten Koordinate 
durch ein Komma vor dem Index gemäß 






gekennzeichnet. Somit ergibt sich für den Massenerhaltungssatz der Zusammenhang 





 , (3.2) 
wobei ρ die Dichte und vi die Komponente des Geschwindigkeitsvektors in der Koordinaten-
richtung xi darstellen. 
Weiterhin gilt die Einstein‘sche Summationsvereinbarung, wonach über gleiche in einer 
Gleichung auftretende Indizes summiert wird, wie die nachfolgende Gleichung für die belie-













Der Impulssatz wird durch die Gleichung 
    jjijiji vvvt ,,
 

  (3.4) 
definiert. Darin bezeichnen ρ die Dichte und vi die Komponente des Geschwindigkeitsvek-
tors in ix -Richtung. Die rechte Seite der Gleichung (3.4) stellt die Divergenz des 
Spannungstensors dar, der an einem infinitesimalen Element des Kontinuums wirkt, wobei 
es sich beim Kontinuum sowohl um ein Fluid als auch um einen Festkörper handeln kann. 
Ferner werden in der oben gegebenen Impulsgleichung die Volumenkräfte, wie die 
Gewichtskraft, vernachlässigt. Für den Festkörper, der sich in Ruhe befindet, verschwindet 
die linke Seite der Gleichung und man erhält für die Divergenz des Spannungstensors die 
Beziehung 
ijji 0,  , (3.5) 
die das Gleichgewicht des Kontinuums beschreibt. 
Für ein Fluid wird der Spannungstensor, der infolge der Gelichheit paarweise zugeordneter 
Schubspannungen Symmetrieeigenschaften besitzt, in einen Kugeltensor und einen 
Deviator gemäß 
ijijij p    (3.6) 
zerlegt. In Gleichung (3.6) stellt der erste Term auf der rechten Seite den Kugeltensor dar, 
wobei ein Minuszeichen eingeführt wurde, damit p mit dem wirkenden thermodynamischen 
Druck übereinstimmt. Ferner wird der Deviator τij auch als Reibungsspannungstensor 












  (3.7) 
gilt. Wird Gleichung (3.6) in (3.4) eingesetzt, so ergibt sich die in der Literatur verbreitete 
Form des Impulserhaltungssatzes, die auch als Cauchy-Gesetz bezeichnet wird. 






  (3.8) 
Der Energieerhaltungssatz ist durch die Gleichung 


















  (3.9) 
gegeben, wobei h die spezifische Enthalpie und qi die Komponente des Wärmeflussverktors 
in xi-Richtung bezeichnen. Für die Enthalpie gilt der Zusammenhang 






eh  , (3.10) 
in dem e die spezifische innere Energie im betrachteten Lösungsbereichs darstellt. Aus den 
physikalischen Bilanz- bzw. Erhaltungsgleichungen ergeben sich 5 skalare partielle 
Differentialgleichungen (Kontinuitätsgleichung, Energiegleichung, 3 Impulsgleichungen in 
den entsprechenden Koordinatenrichtungen). Im Gleichungssystem treten insgesamt 
15 unbekannte Feldgrößen auf, die im Allgemeinen orts- und zeitabhängig sind, wobei 






















Es ist erkennbar, dass die Lösung einer multiphysikalischen Aufgabe zusätzlicher Gleichun-
gen bedarf, die sich aus den materialabhängigen konstitutiven Gesetzen ableiten lassen und 
das rheologische Verhalten des Kontinuums beschreiben. Der Zusammenhang zwischen 
Schubspannung und Verzerrungsrate im Fluid stellt eine solche Beziehung dar, wie die 
Gleichung (3.11) 
ijijkkij ee  2  (3.11) 
zeigt. Für die Verzerrungsrate gilt der Zusammenhang 
 ijjiij vve ,,2
1
 , (3.12) 
der auf den kinematischen Kompatibilitätsbedingungen des Kontinuums basiert. In Glei-
chung (3.11) beschreiben die Materialparameter   und   die Lamé-Viskositäts-Konstanten 
des Fluides. Die Gleichung ist eine Verallgemeinerung der Beziehung 
  , (3.13) 
die das Verhalten einer Newtonschen Flüssigkeit im eindimensionalen Fall beschreibt. Die 
Beziehung zwischen dem Wärmeflussvektor und dem Temperaturgradienten liefert eine 
weitere konstitutive Gleichung gemäß 
ii Tq , , (3.14) 
die als Fouriersches Gesetz bekannt ist. Neben dem Materialparameter λ, der die Wärme-
leitfähigkeit des Kontinuums beschreibt, bringt die Gleichung (3.14) die Temperatur T als 





ten auf 16. Dennoch liefern die Zustandsgleichungen gemäß den funktionalen Zusammen-
hängen 
 Tpp ,  (3.15) 
und 
 Tee ,  (3.16) 
weitere Beziehungen zur Lösung der multiphysikalischen Aufgabe. Für ein ideales Gas 
nehmen die Zustandsgleichungen die Form 
RTp   (3.17) 
und 
Tce v  (3.18) 
an, wobei R die universelle Gaskonstante und cv die spezifische Wärmekapazität bei kon-
stantem Volumen darstellen. Durch die konstitutiven Gleichungen und die Zustandsglei-
chungen liegen so viele Gleichungen vor wie Unbekannte zur Lösung der multiphysikali-
schen Aufgabe und somit ist die Aufgabe unter vorgegebenen Rand- und Anfangsbedin-
gungen lösbar. Allerdings ist eine analytische Lösung nur in einfachen Fällen bekannt, wes-
halb man im Allgemeinen auf numerische Lösungsverfahren angewiesen ist. 
3.2 Aufstellung des 3-dimensionalen fluiddynamischen Modells 
Ziel der gekoppelten fluiddynamischen Analyse ist die Ermittlung der Temperaturverteilung 
im Stack unter vorgegebenen Randbedingungen, die den realen Prozessbedingungen ent-
sprechen. Diese können, abhängig von der betrachteten Prozessphase, stationär oder tran-
sient sein. Bei transienten Prozessphasen, wie Aufheizen oder Abkühlen, ist es erforderlich, 
das Temperaturfeld in Abhängigkeit von Ort und Zeit in der Form 
),,,( 321 txxxTT   (3.19) 
zu bestimmen. Die Temperaturdifferenz T  mit 
refTTT   (3.20) 
relativ zu einer spannungsfreien Referenztemperatur Tref verursacht thermische Dehnungen, 
deren Behinderung zu Spannungen führt. Somit bildet das ermittelte Temperaturprofil die 
thermische Last, die den Stack beansprucht. Da die strömungsmechanischen Gleichungen 
mit der Energiegleichung gekoppelt sind, umfasst das fluiddynamische Modell die Bereiche 
des Festkörpers und der strömenden Gase, in denen der Wärmeaustausch stattfindet. Die 
3D Stack-Struktur enthält alle Komponenten, die in einem realen SOFC-Stack eingesetzt 
werden, um das entsprechende thermo-mechanische Verhalten der Struktur abzubilden. Für 
die Durchführung der Analyse wird ein 2-zeller-Stack betrachtet, der in Abbildung 3.1 darge-
stellt ist. Die Stack-Geometrie in Abbildung 3.1 bildet das kontinuierliche Modell und ist somit 
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 Endtemperatur: 750 °C 
 Aufheizzeit 6000 s 
 
 
Abbildung 3.6: Lineare Aufheizkurve 
Zur Überprüfung der Ergebnisse der numerischen fluiddynamischen Berechnung wird kon-
trolliert, ob die Energiegleichung erfüllt ist. Zu diesem Zweck wird der über die Zeit berechne-
te Wärmestrom der Gase mit der Änderung der inneren Energie des Festkörpers, die durch 
Wärmeaufnahme zustande kommt, verglichen. Die vom Gas abgegebene Wärmeleistung 







Q ,,  (3.21) 
ausdrücken, wobei über alle Gaskomponenten summiert wird. In Gleichung (3.21) stellen die 
Größen 
nteGaskompone ten-ider ur gstemperatAusströmunT
nteGaskompone ten-ider ur gstemperatEinströmunT
nteGaskompone ten-ider  itätWärmekapaz espezifischc













dar. Da die Temperatur des Festkörpers sowohl eine Zeit- als auch eine Ortsfunktion ist, 
muss über den Festkörper eine volumen-gemittelte Temperatur Ts ermittelt werden. Dies 
















wobei Vs das Volumen des Festkörpers bedeutet. Mit dem Mittelwert einer Festkörpertempe-















   (3.23) 
angeben. Dabei bezeichnen die Größen 
temperaturFestkörper gemittelteT









Die Zeitverläufe der anodenseitigen und kathodenseitigen Temperaturen Tg,in, Tg,aus sowie Ts 
sind in Abbildung 3.7 gezeigt und mit der linearen Aufheizkurve verglichen. In der Abbildung 
ist zu erkennen, dass die Ausströmtemperaturen der Gase nahe beieinanderliegen. Da die 
Temperaturen der Gase und des Festkörpers bei einem festgehaltenen Zeitpunkt in Strö-
mungsrichtung abnehmen, entsteht in Festkörper in der Umgebung der Einströmung ein Be-
reich mit hohen Temperaturen. Dadurch ergibt sich gemäß Gleichung (3.22) eine volumen-
gewichtete Festkörpertemperatur Ts, die höher als die Ausströmtemperaturen der Gase ist, 
wie in Abbildung 3.7 erkennbar ist. 
 
 
Abbildung 3.7: Zeitlicher Verlauf der Gas- und Festkörpertemperaturen 
Die entsprechenden Zeitverläufe der Wärmeleistungen gQ  und sQ  sind in Abbildung 3.8 
dargestellt. Wie die Abbildung deutlich zeigt, liegen die zeitlichen Verläufe der ausgetausch-
ten Wärmemengen nahe beieinander, was daraufhin deutet, dass die Energiegleichung unter 
der Annahme eines adiabaten Prozesses erfüllt ist und somit die Plausibilität des verwende-
ten Modells nachgewiesen ist. 
 





Abbildung 3.8: Zeitlicher Verlauf der ausgetauschten Wärmemengen 
Der stufenartige Verlauf von sQ  ergibt sich aus der multilinearen Interpolation der Tempera-
tur-Zeit-Kurve des Festkörpers in Abbildung 3.7. Die Abweichung zwischen den Verläufen 
von gQ  und sQ  ist dadurch zu begründen, dass über dem Festkörper eine ortsabhängige 
Temperaturverteilung existiert und die in dieser Vergleichsberechnung verwendete Tempera-
tur Ts lediglich eine Annäherung darstellt. Ferner ist die Auflösung über die Zeit mit einem 
Zeitschritt von 500 s ziemlich grob, da eine feinere Auflösung mit kleineren Zeitschritten ei-
nen höheren Rechenaufwand erfordert. 
Für das weitere Vorgehen wird das Stack-Verhalten exemplarisch zum Zeitpunkt 5000 s 
nach dem Start der Aufheizung betrachtet. In Abbildung 3.9 ist das berechnete Temperatur-
profil im Gasbereich mit den Strömungslinien dargestellt. Zu diesem Zeitpunkt liegt die Ein-
strömungstemperatur der Gase bei 630 °C. Eine detaillierte Analyse der Aufheizphase erfolgt 
in Kapitel 6. 
Erwartungsgemäß geben die heißen Gase ihre Wärme am Eintritt ab, sodass die Tempera-
turen in den Einströmungsbereichen höher sind als in den Ausströmungsregionen. Ferner 
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4 Thermomechanische Analyse 
4.1 Einführung 
Ziel der thermomechanischen Analyse ist die Vorhersage des strukturmechanischen Stack-
Verhaltens unter thermischen und mechanischen Lastbedingungen. Zu diesem Zweck wird 
die im vorigen Kapitel mit Hilfe der fluiddynamischen Analyse ermittelte Temperaturverteilung 
auf das strukturmechanische FE-Modell als Last übertragen. Die thermomechanische Unter-
suchung liefert Auskunft über die Verformung und die Spannungsverteilung im Stack. Daraus 
lässt sich ablesen, wo die maximalen Spannungen auftreten und somit welche Stellen durch 
Bruch oder infolge unzulässiger Deformationen gefährdet sind. Dadurch können die zur Ge-
währleistung der Funktionalität des Stacks notwendige Tragfähigkeit und Gebrauchstaug-
lichkeit seiner Komponenten geprüft werden. Des Weiteren lassen sich durch die Variation 
der Werkstoffe, der Geometrie und der Randbedingungen Maßnahmen ergreifen, um die 
hervorgerufenen Spannungen zu reduzieren. 
Zur Erläuterung der thermischen Deformationen betrachtet man ein infinitesimal kleines, wür-
felförmiges Element mit Seiten parallel zu den Ebenen eines Kartesischen Koordinatensys-
tems. Unter der Wirkung einer Temperaturerhöhung relativ zu einer spannungsfreien Refe-
renztemperatur erfährt ein solches Element Ausdehnungen in alle Raumrichtungen. Ein Kör-
per, der als Kontinuum angesehen wird, besteht aus einer unendlichen Anzahl dieser kleinen 
Elemente, die gleichgroß und zusammengehalten sind. Eine Temperaturerhöhung, die im 
Körper inhomogen verteilt ist, ruft in jedem infinitesimalen Element thermische Dehnungen 
hervor, die von dessen lokaler Temperatur abhängig ist. Damit die Elemente weiterhin zu-
sammenpassen und ein Kontinuum bilden, werden Verzerrungen im Körper hervorgerufen, 
sodass jedes Element der Deformation benachbarter Elemente widersteht und zur Erfüllung 
der Kompatibilitätsbedingung die Stetigkeit des Verschiebungsfeldes im verformten Körper 
erhalten bleibt, was gleichbedeutend mit der Beanspruchung durch innere Spannungen ist. 
Durch eine Temperaturänderung relativ zur spannungsfreien Referenztemperatur entstehen 
in den Stack-Komponenten thermische Dehnungen. Aufgrund der dreidimensionalen Struktur 
werden die thermischen Deformationen durch den Tensor der thermischen Dehnungen thij , 
gemäß der Beziehung 
3,2,1,  jiT ij
th
ij   (4.1) 
beschrieben, mit 











Dabei sind  der tangentiale Wärmeausdehnungskoeffizient des Materials, T und Tref jeweils 
die herrschende Temperatur und die spannungsfreie Referenztemperatur. Durch die Multipli-
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 , (4.6) 
wobei die neuen Parameter C1 und C2 eingeführt sind. Diese stellen die Dehnsteifigkeiten der 







i  (4.7) 
definiert. Gleichung (4.6) zeigt deutlich, wie die Stabspannung von den Steifigkeitsverhältnis-
sen der Stäbe 12 CC  und der Auflagerung 1Ck  beeinflusst wird. Wie die Definition gemäß 
Gleichung (4.7) verdeutlicht, sind die Steifigkeiten sowohl von den mechanischen Materialei-
genschaften als auch von der Geometrie der Struktur abhängig. Weiterhin ist die Span-
nungsabhängigkeit von den unterschiedlichen Temperaturen in der Struktur sowie von den 
verschiedenen thermischen Materialeigenschaften αi und den Lasten θi erkennbar. Somit 
sind anhand dieses Beispiels die Auswirkungen der anfangs erwähnten Bedingungen der 
Auflagerung, Materialinhomogenität und Temperaturunterschiede bzw. Ungleichmäßigkeit 
der Temperaturverteilung veranschaulicht. 
4.2 Aufstellung des 3-dimensionalen thermomechanischen Modells 
Bei der Untersuchung des thermomechanischen Stack-Verhaltens wird der Stack insgesamt 
als inhomogene Struktur betrachtet, die aus verschiedenen Materialien mit unterschiedlichen 
mechanischen und thermischen Eigenschaften aufgebaut ist. Wie bereits in Kapitel 2 erläu-
tert, werden die thermische und die strukturmechanische Aufgabe entkoppelt angesehen. 
Die Lösung der thermomechanischen Aufgabe auf Basis der Kontinuumsmechanik besteht 
darin, die räumliche Verteilung folgender Feldgrößen zu diskreten Zeitpunkten zu ermitteln: 
 Das Verschiebungsfeld: ),,( 321 xxxui  
 Das Verzerrungsfeld: ),,( 321 xxxij  
 Das Spannungsfeld: ),,( 321 xxxij  
Darin sind aufgrund der Symmetrie der Spannungs- und Verzerrungstensoren 
15 Unbekannte zu bestimmen (3 Komponenten des Verschiebungsvektors, 6 Komponenten 
des Verzerrungstensors und 6 Komponenten des Spannungstensors). Basierend auf der 
Kontinuumsmechanik stehen 3 Gruppen von Beziehungen zur Verfügung, die insgesamt 
15 Feldgleichungen beinhalten. 
Die erste Gruppe enthält die statischen Beziehungen gemäß 
ijjiijji b 0,,    (4.8) 
Sie beschreiben das Gleichgewicht des Kontinuums mit Hilfe der Relation zwischen der Di-
vergenz des Spannungstensors σji,j und der Dichte der äußeren Volumenkräfte bi, die an je-
dem Teilchen des Kontinuums wirken, wie beispielsweise die Schwerkraft, die hier jedoch 




nicht berücksichtigt wird. Folglich verschwindet die Divergenz des Spannungstensors und die 
linke Seite der Gleichung (4.8) wird zum Nullvektor. Die statischen Gleichungen sind vom 
Material unabhängig. 
Die zweite Gruppe umfasst die kinematischen Zusammenhänge in der Form 
 ijjiij uu ,,2
1
  (4.9) 
Sie definieren die Komponenten des Verzerrungstensors durch den Gradienten des Ver-
schiebungsvektors und sind ebenfalls vom Material des betrachteten Körpers unabhängig. 
Des Weiteren gilt der additive Zusammenhang zwischen dem Tensor der mechanischen mij  




ijij    (4.10) 
zur Ermittlung des Tensors der Gesamtverzerrung ij . Die dritte Gruppe bilden die Material-
modelle, welche die allgemeine Form 
 ijijijij T  ,,  (4.11) 
haben. Diese Gleichungsgruppe beschreibt das Materialverhalten durch den Zusammen-
hang zwischen dem Spannungs- und dem Verzerrungstensor. Die Charakterisierung des 
Materialmodells erfolgt experimentell auf makroskopischer Ebene. Des Weiteren kommen 
zur Lösung der thermomechanischen Aufgabe die folgenden Randbedingungen hinzu: 
 die mechanischen Auflagerkräfte, die eine Starrkörperbewegung des Stacks verhin-
dern, 
 die aufgebrachte Drucklast, die die Ebenheit sowie den Kontakt der Komponenten si-
cherstellt und 
 die thermische Last, die durch die strömenden heißen Gase übertragen wird 
Somit ist die Randwertaufgabe mathematisch bestimmbar. Das Materialmodell beinhaltet 
kombinierte Einflüsse der Thermoelastizität, Thermoplastizität und das Kriechen, wobei die 
Modellparameter temperaturabhängig sind. Eine wesentliche Annahme bei der Modellformu-
lierung basiert auf der Theorie, dass sich die mechanische Verzerrung in Gleichung (4.10) 
aus der Addition der elastischen eij , plastischen 
p
ij  und viskosen 
c
ij  Anteile ergibt. Folg-








ijij    (4.12) 
In der vorliegenden Arbeit werden Materialmodelle eingesetzt, die das elastische sowie plas-
tische zeitunabhängige und viskoelastische zeitabhängige Materialverhalten berücksichtigen. 
Im Folgenden werden zur Vereinfachung die Grundgleichungen der Thermoelastizität vorge-





finden ist [80, 81, 98]. Dementsprechend reduziert sich die Gesamtverzerrung in Glei-




ijij   . (4.13) 
Folglich besteht die Gesamtverzerrung an einem materiellen Punkt des Körpers aus den 
thermischen und mechanischen Anteilen des Verzerrungstensors. Die thermischen Anteile 
kommen infolge einer Temperaturänderung relativ zur spannungsfreien Referenztemperatur 
zustande und enthalten lediglich Normaldehnungen, jedoch keine Winkelverzerrungen. Hin-
gegen werden die elastischen Anteile durch ungleichmäßige Temperaturverteilung und ge-
gebenenfalls unter mechanischer Last hervorgerufen. Sie gewährleisten, dass durch die Ver-
formung des Körpers die Kompatibilitätsbedingung nicht verletzt wird, wie im Abschnitt 4.1 
erläutert wurde. 
Die aufgestellten Gleichungen, welche die thermomechanische Aufgabe beschreiben, sind 
nichtlinear und gekoppelt, weshalb auch eine analytische Lösung nicht verfolgt wird. Statt-
dessen kommt eine numerische Lösung auf Basis der FEM in Betracht. Hierzu wird das Kon-
tinuum zunächst in endlich-große Elemente diskretisiert, die an den Elementknoten verbun-
den sind. Mit Hilfe der Variationsrechnung werden die partiellen Differentialgleichungssyste-
me der Feldgrößen in algebraische Gleichungen transformiert, die das Verhalten des diskre-
tisierten Kontinuums beschreiben und deren Lösung die gesuchten Feldgrößen an den Ele-
mentknoten liefert. Die ermittelten Knotenlösungen werden als Freiheitsgrade bezeichnet. 
Anschließend werden die Feldfunktionen mit Hilfe von Interpolationsfunktionen und den Frei-
heitsgraden über die einzelnen Elemente interpoliert. Ausgehend von der statischen Gleich-
gewichtsbedingung laut Gleichung (4.8) ergibt sich nach Multiplikation mit einer virtuellen 
Verschiebung δui und anschließender Integration über das Volumen des betrachteten drei-
dimensionalen Bereichs V die Beziehung 
0, V ijji dVu  (4.14) 
Unter Berücksichtigung der Produktregel der Differentialrechnung laut der Beziehung 
  jijiijjijiji uuu ,,,    (4.15) 
erhält Gleichung (4.14) die Form 
  V V jijijiji dVudVu ,,  , (4.16) 
die der partiellen Integration entspricht. Mit Hilfe der Symmetrie des Spannungstensors lässt 
sich der Intergand auf der rechten Seite der Gleichung (4.16) gemäß 




   (4.17) 
umformen. Aus Gleichung (4.17) ergibt sich die Beziehung 




 ijjijijiji uuu ,,, 2
1
  , (4.18) 
die aufgrund der Definition (4.9) die Form 
ijijjiji u  , , (4.19) 
annimmt. Des Weiteren stellt der Integrand auf der linken Seite der Gleichung (4.16) die Di-
vergenz eines Tensors erster Stufe dar. Mit Hilfe des Gaußschen Integralsatzes kann das 
Integral auf die Form 
    A ijjiV jiji dAundVu  ,  (4.20) 
gebracht werden, in der A die Oberfläche des betrachteten Volumens darstellt. Auf der rech-
ten Seite der Gleichung (4.20) erkennt man, dass der Integrand eine Oberflächenkraft ti ent-
hält und folglich das Oberflächenintegral gemäß 
  A iiA ijji dAutdAun   (4.21) 
umgeformt werden kann. Somit erhält Gleichung (4.20) die Form 
    A iiV jiji dAutdVu  ,  (4.22) 
Einsetzen der Gleichungen (4.19) und (4.22) in Gleichung (4.16) liefert den Zusammenhang 
  A iiV ijij dAutdV   (4.23) 
In Gleichung (4.23) lassen sich die linke und die rechte Seite jeweils als die inneren und äu-
ßeren virtuellen Arbeiten identifizieren, die bei einer virtuellen mit der Auflagerung des Kör-
pers verträglichen Verschiebung geleistet werden. Folglich ist Gleichung (4.23) ein Ausdruck 
für das Prinzip der virtuellen Arbeit der Mechanik, das in der Literatur auch als schwache 
Form der Gleichgewichtsbedingung bezeichnet wird. Der Spannungstensor ist mit dem elas-
tischen Verzerrungstensor durch das Materialmodell gemäß 
e
klijklij E    (4.24) 
verknüpft, wobei 
 jkiljlikklijijklE    (4.25) 
den isotropen Elastizitätstensor darstellt. Die auftretenden Materialparameter λ und μ be-
zeichnen die Laméschen Konstanten und sind mit dem Elastizitätsmodul E  und der Quer-

















E  (4.27) 
verknüpft. 
Unter Berücksichtigung der Gleichungen (4.1), (4.13) und (4.24) erhält das Materialmodell 
eines thermoelastischen Werkstoffes die Form 
 klklijklij TE    (4.28) 
Das Materialmodell in Gleichung (4.28) berücksichtigt die thermischen Effekte im Kontinuum 
und zeigt, dass dadurch der Zusammenhang zwischen Spannungen und Verzerrungen eine 
inhomogene lineare Beziehung ist. Der zusätzliche Term der nullten Ordnung wird infolge 
der thermischen Effekte eingeführt und bewirkt, dass Spannungen auftreten können, wenn 
keine Verzerrungen existieren oder auch Dehnungen verursacht werden, obwohl keine 
Spannungen hervorgerufen sind. Einsetzen von Gleichung (4.28) in Gleichung (4.23) liefert 
nach Umformen den Ausdruck 
     V ijklijklA iiV ijklijkl dVTEdAutdVE   (4.29) 
In der letzten Gleichung stellt der zweite Term auf der rechten Seite die thermischen Span-
nungen dar. Der Vergleich mit der linken Seite zeigt, dass dieser Term die Form der virtuel-
len Arbeit einer äußeren Volumenkraft besitzt, die an jedem Teilchen des Kontinuums im 
betrachteten materiellen Volumen wirkt. Dies wird durch das Volumenintegral angedeutet. Im 
Abschnitt 5.3 wird dieser Sachverhalt veranschaulicht, wenn die Auswirkungen des Tempe-
raturgradienten auf die Spannungen im Stack untersucht werden. 
Unter Berücksichtigung der kinematischen Beziehungen gemäß der Gleichungsgruppe (4.9) 
erhält Gleichung (4.29) die Form 
     V jiklijklA iiV jilkijkl dVuTEdAutdVuuE ,,,   (4.30) 
Der erste Schritt in der FE-Formulierung besteht darin, ein mathematisches Modell für das 
diskretisierte System aufzustellen, das äquivalent zum realen kontinuierlichen System V ist. 
Zu diesem Zweck wird das Verschiebungsfeld innerhalb eines finiten Elementes Ve durch 
Ansatzfunktionen, die auch Formfunktionen genannt werden, repräsentiert. Die angenom-
mene Verschiebungsverteilung wird so gewählt, dass mit abnehmender Größe der Elemente 
die Lösung des diskreten Systems gegen die exakten Werte des kontinuierlichen Systems 
konvergiert. Ferner ist ein diskretes Element an seinen Knoten mit den benachbarten Ele-
menten verbunden. Die Verteilung einer physikalischen Feldgröße innerhalb des Elementes 
wird mit Hilfe der Werte dieser Größen an den Elementknoten formuliert. Die Werte der Feld-
funktionen an den Modellknoten werden als Knotenfreiheitsgrade bezeichnet. Beispielsweise 
kann das Verschiebungsfeld innerhalb jedes Elements mit Hilfe einer Kombination aus den 
Verschiebungen der Elementknoten und den Interpolationsfunktionen gemäß der Vorschrift 




   321321 ,,,, xxxNuxxxu
aa
ii   (4.31) 
beschrieben werden. In Gleichung (4.31) stellt die linke Seite die ortsabhängige i-te Kompo-
nente des Verschiebungsvektors dar. aiu  und N
a(x1,x2,x3) sind jeweils die i-te Komponente des 
Verschiebungsvektors und die Formfunktion am Knoten a. Dabei gilt die Summationsverein-
barung über alle Knoten des Elementes durch das Superskript a. Dementsprechend lassen 
sich auch die partiellen Ableitungen mit Hilfe der Beziehung 




iki   (4.32) 
bestimmen. Einsetzen der Gleichungen (4.31) und (4.32) in Gleichung (4.30) liefert den Aus-
druck 


















kijkl dVuNTEdAuNtdVuNNuE  ,,,  (4.33) 
Nach Zusammenfassen ergibt sich für ein finites Element mit dem Volumen Ve und der Ober-































 ,,,  (4.34) 































reduziert sich Gleichung (4.34) auf die kompakte Form 
  0 aiaiaibkikba uhfuk   (4.36) 
Da die letzte Beziehung für jede beliebige virtuelle Verschiebung aiu  gelten muss, erhält 












kikba hfuk   (4.38) 
Die Steifigkeitsmatrix kikba ist abhängig von den mechanischen Eigenschaften der Struktur 
und ihrer Geometrie sowie von den Formfunktionen und den Knotenpositionen. Ähnlich sind 
die Vektoren der Knotenlasten aif  und 
a
ih  Funktionen der bekannten Randbedingungen und 
des Interpolationsschemas sowie der Knotenkoordinaten. Daher werden die drei Größen in 





zen Struktur ergibt sich durch Zusammenfügen der charakteristischen Größen der einzelnen 































kikba HFUK  , (4.40) 
in der bkU  den Vektor der Knotenverschiebungen aller Elemente der Struktur bezeichnet. 
Gleichung (4.40) stellt ein System linearer algebraischer Gleichungen dar, dessen Lösung 
der Vektor der unbekannten Knotenverschiebungen ist. Einsetzen der Lösung in die Form-
funktionen führt zu einer vollständigen Beschreibung der Approximation des Verschiebungs-
feldes. Basierend auf einem bekannten Verschiebungsfeld lässt sich die Verteilung der Deh-
nung durch Einsetzen des Verschiebungsgradienten in die kinematischen Beziehungen ge-
mäß Gleichung (4.9) bestimmen. Mit den bekannten Dehnungen können anschließend die 
Spannungen mit Hilfe des Materialgesetzes (4.28) ermittelt werden. Aus den Steifigkeitsbe-
ziehungen geht hervor, dass die Temperaturabhängigkeit der Dehnung durch hia von erster 
Ordnung ist, da hia proportional zu einem Integral mit der Temperatur über das ganze Ele-
ment ist. Dagegen zeigt das Materialgesetz gemäß Gleichung (4.28), dass die Spannung 
sowohl infolge hia als auch durch die lokale Temperatur beeinflusst wird. Daraus ist zu fol-
gern, dass sich numerische Fehler bei der Ermittlung des Temperaturgradienten auf die 
Spannungen stärker auswirken als auf die entsprechenden Dehnungen. Aus diesem Grund 
können genauere Werte der Spannungen ermittelt werden, indem die Temperaturen mit Hilfe 
eines feineren Rechennetzes berechnet werden und anschließend mit Dehnungen aus ei-
nem gröberen Rechennetz gekoppelt werden. Aus diesem Grund wird diese Kombination 
beider Vernetzungen verfolgt, um schließlich den Rechenaufwand zu reduzieren. Zur Lösung 
der vorliegenden Aufgabe wird das Software-Paket ANSYS eingesetzt. Das zu diesem 
Zweck benötigte FE-Modell ist in Abbildung 4.2 dargestellt. Das Modell zeigt den gesamten 
Brennstoffzellen-Stack sowie die Teilkomponenten Ober- und Unterschalen mit dem in Ein-
zelheiten erzeugten Rechennetz der Kanalbereiche. Die detaillierte Modellierung wird benö-
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Weiterhin wird bei der Simulationsberechnung die Temperaturabhängigkeit der verwendeten 
mechanischen und thermischen Materialparameter berücksichtigt. In Abbildung 4.6 sind die 
Elastizitätsmoduln des ITM-Stahls [100] und des Glases als Funktionen der Temperatur dar-
gestellt. Beide Kurven haben ein monoton fallendes Verhalten mit steigender Temperatur, 
wobei über den betrachteten Temperaturbereich das Elastizitätsmodul des Stahls schneller 
abnimmt als der vom Glas. Dieser Vergleich wird in der normierten Darstellung im rechten 
Teil der Abbildung deutlicher, wo es ersichtlich ist, dass bei einer Aufheizung von Raumtem-
peratur auf 800 °C das Elastizitätsmodul des Stahls um ungefähr 40% abnimmt, während die 
Abnahme beim Glas lediglich 10% beträgt. 
 
Abbildung 4.6: Temperaturabhängigkeit der E-Moduli (links) und 
der relativen E-Moduli (rechts) 
Wie in der Tabelle 4.1 angegeben, wird für den ITM-Stahl ein elastisch-plastisches Material-
modell eingesetzt. Für die Simulationsberechnung wird ein solches Materialverhalten durch 
ein bilineares mathematisches Modell beschrieben, welches die Materialverfestigung nach 
dem Erreichen der Fließgrenze berücksichtigt. In Abbildung 4.7 sind die Spannungs-
Dehnungs-Kurven des ITM-Stahls bei verschiedenen Temperaturen dargestellt. 
Weitere Materialparameter, die das thermomechanische Festkörperverhalten beeinflussen, 
sind die Wärmeausdehnungskoeffizienten der Stack-Komponenten. Ihre Auswirkung auf die 
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Abbildung 4.8: Temperaturabhängigkeit der Wärmeausdehnungskoeffizienten 
4.3.3 Kriechverhalten des ITM-Stahls 
Die Untersuchung des Kriechverhaltens von Strukturkomponenten ist in technischen Anwen-
dungen erforderlich, in denen genaue Dimensionen der Struktur über einen längeren Zeit-
raum aufrechterhalten werden müssen. Hierbei stellt die Kriechdehnung ein Prüffaktor für 
das Design von Bauteilen, die unter hohen Betriebstemperaturen eingesetzt werden, wie die 
SOFC. Insbesondere für APU-Anwendungen müssen die dünnwandigen Stack-
Komponenten ausreichende Kriechfestigkeit aufweisen, um die Einsatzanforderungen zu 
erfüllen. 
Durch die Einwirkung hoher Temperaturen mit 
MTT  4,0 , (4.45) 
wobei TM die Schmelztemperatur des betrachteten Materials ist, zeigen metallische Werkstof-
fe ein zeitabhängiges Materialverhalten. Dies bedeutet, dass unter gleichbleibender Last die 
Dehnung mit der Zeit zunimmt, was als Kriechen bezeichnet wird. Dagegen nimmt die Span-
nung unter konstanter Dehnung ab, was als Relaxation bezeichnet wird. Ein typischer Ver-
lauf der Dehnung über die Zeit bei konstanter Spannung und Temperatur für Stahl ist in Ab-
bildung 4.9 schematisch gezeigt.  
Die Kriechkurve ist durch die Bereiche 
 I: primäres Kriechen 
 II: sekundäres Kriechen 
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Die temperaturabhängigen thermischen und mechanischen Parameter der verwendeten Ma-
terialmodelle der eingesetzten Werkstoffe werden mit Hilfe der ANSYS-Programmiersprache 
APDL im FE-Berechnungsmodell implementiert. 
 
4.3.4 Feinheit des Rechennetzes 
Das mechanische Verhalten des FE-Modells muss unabhängig von der Feinheit des als 
„Mesh“ bezeichneten Rechennetzes sein, die einen großen Einfluss auf die Genauigkeit der 
ermittelten Lösung hat. Da jedoch mit steigender Feinheit des Rechennetzes der benötigte 
Berechnungsaufwand größer wird, ist es erforderlich eine Balance zwischen den beiden Ein-
flussfaktoren zu finden. Zu diesem Zweck wird das Modellverhalten unter den gleichen 
Randbedingungen mit verschiedenen Mesh-Feinheiten untersucht. Dabei wird das FE-
Modell mit unterschiedlicher Feinheit diskretisiert und die Anzahl der Elemente solange er-
höht, bist die entsprechende Variation der erzielten Lösung klein genug wird. Nach Durchfüh-
rung der Simulationsberechnung ergeben sich die in Abbildung 4.14 dargestellten Ergebnis-
se. 
Die Untersuchung der Mesh-Abhängigkeit zeigt, dass die erste Berechnung mit einer Ele-
mentanzahl von 0,4359e6 zu einer maximalen Spannung von 91,7 MPa führt. Die Erhöhung 
der Anzahl der Elemente auf 0,8976e6 bewirkt eine Steigerung der Spannung auf 
111,73 MPa. Dies entspricht einer Zunahme von 21,8%. Ein weiterer Zuwachs der Elemen-
tanzahl auf 1,4193e6 führt zu einer Spannung von 120,9 MPa, was einen Anstieg von 8,2% 
bedeutet. Die letzte Erhöhung der Anzahl der Elemente auf 2,4012e6 bewirkt eine Span-
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    ijrefthij TTT    (4.50) 
Die Beziehung stellt ein konstitutives materialabhängiges Modell dar, in dem α(T) der tempe-
raturabhängige Wärmeausdehnungskoeffizient ist. Mit T und Tref werden jeweils die vorhan-
dene lokale Temperatur und die spannungsfreie Referenztemperatur bezeichnet. Weiterhin 
ist darauf zu achten, dass die Temperaturabhängigkeit der thermischen Dehnung infolge 
temperaturabhängiger Materialeigenschaften innerhalb eines Elementes weniger Gewich-
tung hat als die direkte Abhängigkeit von der Variation der Temperatur selbst. Dies ergibt 
sich aus der Tatsache, dass sich α innerhalb eines Elementes weniger ändert als die Tempe-
ratur. 
 
Zum Vergleich werden die maximalen und minimalen Werte der thermischen Dehnung in 
den beiden verwendeten Materialien Stahl und Glas mit Hilfe des analytischen Ausdrucks für 
den eindimensionalen Fall gemäß Gleichung (4.51) ermittelt 







Im berechneten Temperaturbereich des Stahls 
CTC Stahl  73,50666,333  (4.52) 
liegen die entsprechenden Werte der thermischen Dehnung im Bereich zwischen -0,49% 
und -0,32%. Dagegen sind für die Glastemperaturen im Intervall 
CTC Glas  73,4785,353  (4.53) 
die entsprechenden thermischen Dehnungen im Glas zwischen -0,45% und -0,33%. Die er-
mittelten Werte für die jeweiligen Temperaturgrenzen stimmen sehr gut überein mit denen 
aus der numerischen Simulationsberechnung, die in den Abbildungen 4.16 und 4.18 abzule-
sen sind. Ferner schrumpft der Stack infolge der Bedingung 
0th  (4.54) 
zusammen, da 
CTxxxT ref  800),,( 321 , (4.55) 
gilt. Die Profile der Temperatur und der thermischen Dehnung in der Glasfügung sind in Ab-
bildung 4.18 gezeigt. Des Weiteren ist den Abbildungen 4.16 – 4.18 zu entnehmen, dass die 
Temperaturen in Strömungsrichtung abnehmen, weshalb auch die thermischen Dehnungen 
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annehmen. Unter der Wirkung einer thermischen Last durch die gleichmäßige Tempera-
turänderung θ relativ zur spannungsfreien Referenztemperatur entstehen in der Fläche die 
Dehnungen 
  2211  (4.60) 
Mit Hilfe der geometrischen Beziehungen nach Gleichung (4.9) ergeben sich für die Ver-
schiebungen die Zusammenhänge 
  111,1u  (4.61) 
und 
  222,2u  (4.62) 
Die Integration nach der jeweiligen Koordinate liefert die Gleichungen 
   211211 , xfxxxu    (4.63) 
und 
   122212 , xfxxxu    (4.64) 
Unter Berücksichtigung der Randbedingungen gemäß 
  0,0 21 xu  (4.65) 
und 
  00,12 xu  (4.66) 
gilt für die unbekannten Funktionen der Zusammenhang 
    01221  xfxf  (4.67) 
und die Verschiebungsfunktionen erhalten die Formen 
  111 xxu    (4.68) 
und 
  222 xxu    (4.69) 
Die Gesamtverschiebung an einem Punkt des Kontinuums wird durch den Betrag des Ver-
schiebungsvektors gemäß 
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Das aufgestellte FE-Modell ermöglicht die Durchführung detaillierter Simulationsberechnun-
gen und Parameterstudien, um die Auswirkungen verschiedener Einflussparameter auf die 
auftretenden Spannungen zu untersuchen. Insbesondere die Variation der Materialkombina-
tionen und der Struktursteifigkeit haben großen Einfluss auf die im Stack hervorgerufenen 
Spannungen. Weitere Einflussparameter stellen die thermische Belastung und die mechani-
schen Randbedingungen dar. Auf den Einsatz der aufgestellten Modelle für Simulationsbe-
rechnungen und Parameterstudien wird im nächsten Kapitel eingegangen. 
Möglichkeiten zur Reduzierung der hervorgerufenen Spannungen sind ein Ziel der Optimie-







5 Modelleinsatz für Parameterstudien 
5.1 Variation der Lastbedingungen und Materialkombinationen 
Die aufgestellten numerischen fluiddynamischen und strukturmechanischen Modelle werden 
für die Simulationsberechnungen in einer Parameterstudie eingesetzt, um die Auswirkungen 
der Variation von Materialeigenschaften sowie Last- und Randbedingungen zu untersuchen. 
Dabei werden die Randbedingungen so variiert, dass der Stack sowohl durch gleichmäßig 
verteilte als auch inhomogene thermische Last beansprucht wird. Insgesamt werden die in 
der Tabelle 5.1 zusammengefassten Fälle untersucht. 
 
Tabelle 5.1: Lastbedingungen der Simulationsberechnung 
(Material- und Temperaturgradienten) 
Lastfall Gradient 
homogene Temperaturverteilung iiT 0,  , 3,2,1i  
inhomogene Temperaturverteilung iiT 0,  , 3,2,1i  
homogenes Material ii 0,  , 3,2,1i  
inhomogenes Material ii 0,  , 3,2,1i  
 
Weiterhin wird das thermomechanische Verhalten des Stacks analysiert, wenn der ITM-Stahl 
mit verschiedenen Glastypen kombiniert wird. Die Werkstoffkombinationen sind in der Tabel-
le 5.2 zusammengestellt. Beim ITM-Stahl handelt es sich um einen ferritischen Chromstahl 
der Firma Plansee. Die verschiedenen Typen der Glasfügung, G48, G49 und G87 wurden 
am Forschungszentrum Jülich für SOFC-Anwendungen entwickelt, wobei die Bezeichnung 
G49 eine nicht verbreitete Glasfügung charakterisiert. 
 
Tabelle 5.2: Materialkombinationen der Simulationsberechnung 
Stahl Glas 
ITM G48 G49 G87 G87s* G87opt** 
*G87 mit StahlGlas   , **G87 mit optimiertem Glas  
Das Glas G87s bezeichnet eine theoretische Fügung aus einem Glas mit dem Wärmeaus-
dehnungskoeffizienten des ITM-Stahls. Dagegen stellt das Glas G87opt eine optimierte 
Glasfügung dar, deren Wärmeausdehnungskoeffizient an den des ITM-Stahls so angepasst 
ist, dass die im Glas hervorgerufenen thermischen Spannungen minimiert sind. Anschlie-
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verlangt, dass sowohl Stahl als auch Glas im Interfacebereich die gleiche Verschiebung er-
fahren, was durch die Beziehung 
GlasStahl uu   (5.6) 
ausgedrückt wird. In dieser Gleichung repräsentieren Stahlu  und Glasu  jeweils die Verschie-
bungen am rechten Ende des Stahl- bzw. des Glasstreifens. Die Verschiebungen der End-
punkte der jeweiligen Schichten sind mit den entsprechenden Dehnungen über die kinemati-










verknüpft. Aus den Gleichungen ergibt sich für die Spannungen in den jeweiligen Komponen-









































  (5.9) 
Weiterhin gilt die statische Gleichgewichtsbedingung 
0 GlasGlasStahlStahl AA  , (5.10) 
wobei StahlA  und GlasA  die Querschnittflächen der jeweiligen Materialschichten darstellen. Die 
mechanischen und thermischen Materialparameter sind Funktionen der Temperatur. Die 
beiden letzten Gleichungen lassen sich nach den zwei unbekannten Größen Stahl  und Glas  





















































  (5.12) 










   (5.13) 
zusammengefasst werden, wobei Δα eine temperaturabhängige Funktion darstellt. Des Wei-








  (5.14) 














TEGlasGlas  , (5.16) 
wobei Δα den temperaturabhängigen Unterschied des Wärmeausdehnungskoeffizienten bei-
der Materialien bezeichnet. Die beiden letzten Gleichungen zeigen deutlich, wie sich die Un-
terschiede in den physikalischen Materialeigenschaften auf die im Stab verursachten Span-
nungen auswirken. Das thermomechanische Verhalten des Verbundstabs wird sowohl durch 
die Wärmeausdehnungskoeffizienten als auch durch die Struktursteifigkeit seiner Bestandtei-
le charakterisiert. Die Steifigkeit der Struktur wird durch das Spannungs-Dehnungs-Verhalten 
der eingesetzten Materialien sowie durch die Geometrie beschrieben. Unter der Annahme 
eines eindimensionalen Spannungszustandes wird die Geometrie im vorliegenden Fall durch 
die Querschnittsfläche und die Stablänge definiert. Der Deformationsvorgang unter der Ein-
wirkung von thermischen Lasten lässt sich durch die Vorstellung veranschaulichen, dass sich 
die verschiedenen Stabbereiche unabhängig voneinander zunächst bedingt durch deren 
Wärmeausdehnungskoeffizienten sowie den Temperaturunterschied relativ zum spannungs-
freien Zustand verformen. Dies führt in den verschiedenen Bereichen zu unterschiedlichen 
Dehnungen. Beschränkt durch die Verträglichkeitsbedingung müssen die Stabbereiche zu-
sammenbleiben. Um diese Bedingung zu erfüllen, muss im Interfacebereich ein Kompromiss 
der Deformationen gefunden werden, bei dem der steifere Strukturbereich dominiert. Dies 
führt dazu, dass die Bereiche mit höherer Neigung zur Formänderung gehindert und die we-
niger dehnungsfähigen Bereiche mitgezogen werden, was schließlich zu thermischen Span-
nungen führt. 
Ferner zeigen die Gleichungen, dass bei der Abwesenheit mechanischer Lasten und Aufla-
gerungen, die eine Behinderung der thermischen Dehnungen darstellen, für den Grenzfall 
gleicher Wärmeausdehnungskoeffizienten die Spannungen im Stab verschwinden. 
  00 ,  GlasStahlStahlGlas   (5.17) 
Dieses Verhalten verdeutlicht die Tatsache, dass angepasste Wärmeausdehnungskoeffizien-
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Die Kurven zeigen ein ähnliches Verhalten wie die maximalen Spannungen, wobei die 
höchsten Spannungen nicht immer bei Raumtemperatur auftreten, sondern im Bereich wo 
der Betrag T  ein Maximum hat. Die Analyse lässt den Einfluss der physikalischen 
Materialeigenschaften auf die hervorgerufenen Spannungen in einem inhomogenen Körper 
deutlich erkennen. Aus diesem Grund erfordert die Reduzierung der Spannungen im Stack, 
der aus verschiedenen Materialien besteht, die Anpassung der thermomechanischen Para-
meter der verwendeten Werkstoffe. 
5.2 Materialoptimierung 
Der Wärmeausdehnungskoeffizient ist ein wichtiger Einflussfaktor beim Zusammenfügen von 
Komponenten aus verschiedenen Werkstoffen, die hohen Betriebstemperaturen und zykli-
schen Lasten unterworfen sind. Nicht angepasste Wärmeausdehnungskoeffizienten benach-
barter Komponenten führen zu Zugspannungen in einem Material und zu Druckspannungen 
im anderen. In der betrachteten Analyse werden zwecks der Abdichtung Stahlkomponenten 
mit Hilfe von Glaskeramik zusammengefügt. Unter Zugbeanspruchung sind die spröden 
glaskeramischen Komponenten der Gefahr der Rissbildung ausgesetzt, was zum Versagen 
der Abdichtung führen kann. 
 
Die vorgestellten Simulationsberechnungen zeigen, welchen Einfluss die Variation der physi-
kalischen Materialeigenschaften auf das Spannungsverhalten des Stacks hat. Weiterhin wird 
daraus deutlich, dass zur Reduzierung der auftretenden Spannungen eine Anpassung der 
Wärmeausdehnungskoeffizienten der eingesetzten Werkstoffe erforderlich ist. Aufgrund des 
komplexen Spannungszustandes ist es erforderlich, die Optimierungstechnik einzusetzen, 
um dieses Ziel zu erreichen. Im Folgenden wird eine Optimierungsanalyse durchgeführt, mit 
deren Hilfe die Verträglichkeit der auftretenden Deformationen verbessert wird, was schließ-
lich zur Verringerung der auftretenden Spannungen führt. Dabei wird die Werkstoffkombina-
tion ITM-Stahl mit der Glasfügung G87 als Ausgangsstruktur betrachtet. Für einen angepass-
ten Wärmeausdehnungskoeffizienten wird der Optimierungsansatz gemäß 
   TT Gopt 87   (5.19) 
aufgestellt. Als Zielfunktion wird die maximal im Glas auftretende Zugspannung G  gebildet 
0,  ff G  (5.20) 
Die Optimierungsaufgabe besteht darin, die Parameter δ und φ des mathematischen Modells 
in Gleichung (5.19) so zu ermitteln, dass die Funktion f ein Minimum hat. Die Optimierungs-
aufgabe wird iterativ gelöst, wie in Abbildung 5.8 erläutert, wobei als Lösung die Werte der 
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   (5.27) 
annimmt. Beim isothermen Spannungszustand verschwindet der letzte Term in Glei-
chung (5.27), da 
  jjj TT 0,,   (5.28) 
gilt. Zur Betrachtung des allgemeinen Falls, in dem die räumliche Temperaturverteilung un-
gleichmäßig ist und somit ein Temperaturgradient existiert, setzt man Gleichung (5.27) in die 
Gleichgewichtsbedingung gemäß Gleichung (4.8) ein. Dadurch ergibt sich die Beziehung 
  ijkljikljji TE 0,,   , (5.29) 
die sich auch in der Form 
ikljjikljji TE 0,,    (5.30) 
schreiben lässt. In der letzten Gleichung taucht der Temperaturgradient T,j explizit auf, 
wodurch seine Verknüpfung mit der Divergenz des Spannungstensors deutlich wird. Des 
Weiteren besitzt der zweite Term auf der linken Seite der Gleichung (5.30) die Gestalt einer 
Volumenkraft, die an jedem Punkt des betrachteten Kontinuums angreift. Aus der Herleitung 
lässt sich erkennen, dass der Spannungszustand in Gleichung (5.30) als eine Überlagerung 
zweier Lastfälle aufgefasst werden kann: 
 isothermer Spannungszustand ji   mit einer Volumenkraft  kljjikl TE  ,  aufgrund 
des Temperaturgradienten jT,  
 Oberflächenlast  kljikl TE   infolge der Temperaturänderung T  
 
Diese Betrachtungen werden im Folgenden mit Hilfe einer Simulationsberechnung verdeut-
licht. Um die Auswirkungen des Temperaturgradienten auf das Spannungsniveau im Stack 
genauer zu untersuchen, wird als Werkstoffkombination ITM-Stahl mit dem angepassten 
Glas G87opt ausgewählt. Zum Vergleich wird das Stack-Verhalten zunächst unter isothermer 
Temperaturlast schrittweise vom spannungsfreien Zustand bei 800 °C auf Raumtemperatur 
abgekühlt und anschließend im ersten Fall auf gleichmäßige Temperaturen von 200 °C, 
400 °C und schließlich 600 °C aufgeheizt. Dagegen wird der Stack im zweiten Fall vom 
Raumtemperatur-Zustand aus einer inhomogenen Temperaturlast ausgesetzt, bei der die 
Temperaturverteilung aus einer numerischen fluiddynamischen Berechnung ermittelt wurde. 
Die auftretenden Temperaturen im Stack liegen im Bereich zwischen 438 °C und 588 °C, 
wobei die niedrigste Glastemperatur 459 °C beträgt, wie Abbildung 5.15 zeigt. Während der 
Temperaturgradient bei dem isothermen Aufheizen aufgrund homogener Temperaturvertei-
lung die Gleichung 
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Zunächst werden die Schritte II-IV des Prozesszyklus behandelt und anschließend erfolgt die 
Analyse der gesamten Prozessschritte inklusive Schritt I. Dieser Ablauf wird gewählt, da der 
Prozess im Schritt I mit gleichmäßiger Temperatur erfolgt und somit mit niedrigeren Span-
nungen verbunden ist. Im Gegensatz dazu ist die Temperaturverteilung in den anderen 
Schritten ungleichmäßig, weshalb ein Temperaturgradient vorhanden ist und folglich höhere 
Spannungen zu erwarten sind, wie in Kapitel 5 erläutert wurde. Ferner wird der Prozesszyk-
lus als adiabat angenommen. Mit Hilfe fluiddynamischer Analysen werden diese Vorgänge 
untersucht, um die Temperaturprofile im Stack während der entsprechenden Prozessphasen 
zu ermitteln. Hierbei werden die Aufheiz- und Abkühlphasen als transient betrachtet. Im Ge-
gensatz dazu wird die Betriebsphase als stationär angenommen. Der Verlauf der Temperatur 
der einströmenden Gase über die Zeit ist in Abbildung 6.2 schematisch dargestellt. Die Kur-




Abbildung 6.2: Schematischer Zeit-Verlauf der Gastemperatur für die Schritte II-IV 
Im vorliegenden Fall erfolgt die Stack-Aufheizung mit Hilfe durchströmender heißer Gase, 
wobei sowohl anodenseitig als auch kathodenseitig Luft als aufheizendes Medium mit einem 
vorgegebenen Volumenstrom eingesetzt wird. Ausgehend von einer Anfangstemperatur, die 
bei 50 °C liegt, steigt die Temperatur der einströmenden Luft innerhalb eines Zeitraums von 
6000 s auf einen Wert von 750 °C. Anschließend erfolgt eine stationäre Betriebsphase bei 
konstanter Temperatur, wobei anodenseitig anstatt der Luft Wasserstoff und Argon einströ-
men. Im Anschluss an der Betriebsphase werden die Gastemperaturen innerhalb von 
60000 s gemäß einem exponentiellen Verlauf auf ungefähr 65 °C gesenkt. 
 





6.2.1 gekoppelte transiente fluiddynamische Analyse 
In der Aufheizphase wird die Zelle mit Hilfe durchströmender heißer Gase auf die erforderli-
che Betriebstemperatur gebracht. Im Folgenden wird die fluiddynamische Analyse der Auf-
heizphase betrachtet, die durch die Aufheizzeit und die entstehenden Temperaturgradienten 
charakterisiert ist. Hierbei wird zunächst der Fall untersucht, in dem die Aufheizkurve einen 
linearen Verlauf hat, wie in Abbildung 6.3 dargestellt. 
 
Abbildung 6.3: Lineare Aufheizkurve (Temperatur der einströmenden Luft) 
Aus der Abbildung ist abzulesen, dass die zeitliche Änderung der Aufheizgeschwindigkeit, 
die durch die Gleichung (6.1) 
dt
dT
T gasgas   (6.1) 
definiert ist, über den Aufheizzeitraum konstant bleibt. Den Angaben entsprechend beträgt 
die Aufheizgeschwindigkeit 7 °C/min. Im Allgemeinen werden auch höhere Aufheizge-
schwindigkeiten angestrebt. Auf diese Thematik wird im nächsten Kapitel in mehr Einzelhei-
ten eingegangen. 
Neben dem zeitlichen Verlauf der Gastemperaturen werden als weitere Randbedingungen 
die Volumenströme von 5 NL/min/Ebene definiert, die sowohl anodenseitig als auch katho-
denseitig gelten. In Anlehnung an die im Kapitel 2 getroffenen Annahmen bezüglich einer 
quasi-statischen Betrachtungsweise der thermomechanischen Aufgabe wird die thermische 
Last im Stack zu expliziten Zeitpunkten berücksichtigt. Demzufolge werden zur Auswertung 
der numerischen fluiddynamischen Analyse die im Stack resultierenden Temperaturprofile 
und die entsprechenden Verteilungen der Temperaturgradienten zu verschiedenen Zeiten 
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läufe von Tmax und Tmin sind monoton steigend über die Zeit, wobei die Steigung mit der Zeit 
zunimmt, wie in der Abbildung 6.6 deutlich zu erkennen ist. Der Abbildung ist weiterhin zu 




Abbildung 6.6: Aufheizkurve und Zeit-Verläufe von Tmax und Tmin im Festkörper 
Zur genaueren Betrachtung werden die zeitlichen Verläufe der berechneten Temperaturdiffe-
renz   und des maximalen Betrags des Temperaturgradienten iT,  in Abbildung 6.7 vergli-
chen. Die beiden Kurven sind durch einen ähnlichen am Anfang schnell und später langsam 
steigenden Verlauf charakterisiert. Das Verhalten der Kurven ist vom Vorgang der Wärme-
übertragung abhängig und wird von der Konvektion zwischen Gas und Festkörper sowie von 
dessen Fähigkeit zur Speicherung und Weiterleitung der Wärme beeinflusst. 
 
Wenn das heiße Gas zu strömen beginnt, wird infolge des Temperaturunterschieds zwischen 
Gas und Festkörper die Wärme zum Festkörper transportiert. Dabei nehmen zunächst die 
Eintrittsbereiche des Festkörpers die Energie der heißen Gase auf, so dass die Temperatur 
in diesen Bereichen schnell steigt und die Erwärmung des Festkörpers in Strömungsrichtung 
mit Verzögerung nachfolgt. Im Laufe der Zeit bilden sich im Festkörper ausgeprägte Tempe-
raturprofile und -gradienten. Wenn der Wärmeübergangskoeffizient und somit die Wärme-
konvektion groß sind, erhöht sich die Temperatur im Eintrittsbereich der Gase sehr schnell. 
Dies erzeugt eine höhere Temperaturdifferenz zwischen den Ein- und Ausströmungsberei-
chen der heißen Gase im Festkörper, bis die aufgenommene Wärme innerhalb des Festkör-
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  (6.6) 
normiert. Die resultierenden Verläufe der Größen 1  und 2  über die Zeit sind in Abbil-
dung 6.8 dargestellt. In der normierten Darstellung wird die Ähnlichkeit der Kurvenverläufe 




Abbildung 6.8: Zeit-Verlauf von 1  und 2  
 
6.2.2 Thermomechanische Analyse 
6.2.2.1 Randbedingungen 
Während des betrachteten Prozesses ändern sich die mechanischen Auflagerreaktionen 
infolge der thermischen Last, die schrittweise als Zeitfunktion eingesetzt wird. Weiterhin sind 
die Materialeigenschaften auch temperaturabhängig und aufgrund der Materialinhomogenität 
ortsabhängig. Zusätzliche Auswirkungen werden durch die ungleichmäßige Temperaturver-
teilung innerhalb des Stacks verursacht. Zusammen führen diese Einflussparameter zu ei-
nem dreidimensionalen komplexen Spannungszustand. 
Ziel der thermomechanischen Analyse ist es, die infolge der mechanischen und thermischen 
Belastung im Stack auftretenden Spannungen, Verzerrungen und Deformationen zu ermit-
teln. Große Spannungen können zum Bruch einzelner Komponenten des Stacks oder zum 
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Abbildung 6.12: Zeitlicher Verlauf der thermischen und mechanischen Dehnungen 
Die räumliche Verteilung der mechanischen Verzerrung wird in Abbildung 6.13 betrachtet. Im 
oberen Teil der Abbildung sind die mechanischen Verzerrungen am Ende des isothermen 
Abkühlvorgangs (0 s) sowie 2000 s nach dem Start der Aufheizphase dargestellt. 
Zum Zeitpunkt 0 s ist die Temperatur noch gleichmäßig verteilt, weshalb keine Temperatur-
gradienten vorhanden sind. Folglich sind die verursachten mechanischen Verzerrungen auf-
grund der applizierten mechanischen Last und Auflagerungsbedingungen sowie infolge der 
gegenseitigen Verformungsbehinderung bedingt, die auf unterschiedliche Wärmeausdeh-
nungskoeffizienten der verschiedenen Werkstoffe zurückzuführen sind. Die mechanischen 
Verzerrungen treten hauptsächlich in den Übergangsbereichen zwischen den metallischen 
Komponenten und dem Glas auf, wo die Last eingeleitet wird. Die zeitliche Abhängigkeit des 
Verzerrungsfeldes wird durch Abbildung 6.13 verdeutlicht, in der die Verteilung der Feldgrö-
ße zu den weiteren Zeitpunkten 2000 s, 4000 s und 6000 s gezeigt wird. In den Darstellun-
gen erhält die räumliche Verteilung der mechanischen Verzerrung im Stack ihr charakteristi-
sches Bild, wo die maximalen Werte im Einströmungsbereich der Gasversorgung liegen. Des 
Weiteren fallen die mechanischen Verzerrungen in Strömungsrichtung ab. Dies lässt sich 
dadurch erklären, dass die Temperaturgradienten in diese Richtung abnehmen. Den Erläute-
rungen im Abschnitt 5.3 entsprechend hat der Temperaturgradient starken Einfluss auf die 
im Stack verursachten Spannungen. Diese sind durch einen direkten Zusammenhang über 
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Abbildung 6.14: Zeitlicher Verlauf der Spannungen 
Die Berechnungsergebnisse zeigen, dass die maximalen Spannungen zum jeweiligen Zeit-
punkt im Einströmungsbereich der heißen Gase erscheinen. Wie die fluiddynamische Unter-
suchung gezeigt hat, existieren in dieser Umgebung die höchsten Temperaturgradienten. 
Zusätzlich existiert in diesem Bereich ein Strukturverbund, da verschiedene Komponenten 
mit unterschiedlichen Steifigkeiten zusammengefügt sind. Diese Einflussfaktoren führen zu-
sammen zur Behinderung der Stack-Verformung, was schließlich höhere Spannungen verur-
sacht. Daher wird im Folgenden dieser Bereich isoliert vom Rest des Stacks betrachtet und 
auf die hochbelasteten Gebiete der einzelnen Materialien eingegangen. Zu diesem Zweck 























Abbildung 6.17: Spannungen im Glaskörper 
Das Spannungsverhalten in der Glasfügung im Bereich, wo die maximale Spannung auftritt, 
wird in Abbildung 6.18 genauer betrachtet. Zu diesem Zweck wird der Spannungsverlauf als 
Längenfunktion der Kurve, die durch die krummlinige Koordinate ξ zwischen den Punkten 1 
und 2 entlang der Glaskörperkante definiert ist, dargestellt. Der ermittelte Verlauf der Span-
nung am Ende der Aufheizphase zeigt deutlich, wo die Spannung ihren Maximalwert an-
nimmt. Im betrachteten Bereich herrscht große Bewegungsfreiheit, da am äußeren Rand des 
Stacks keine mechanische Behinderung der Deformation vorliegt. Durch den kleineren Wär-
meausdehnungskoeffizienten der Stahlkomponenten im Vergleich zur Glasfügung neigen sie 
aufgrund der lokalen Temperaturen weniger zum Schrumpfen. Da die Stahlelemente zusätz-
lich höhere Steifigkeiten besitzen, dominieren sie das Verformungsverhalten der Struktur. 
Folglich wird das Schrumpfen der Glasfügung verhindert, weshalb höhere Spannungen auf-
treten. Die Auswirkungen der Behinderung der thermischen Verformung infolge der Material-
inhomogenität durch die Existenz unterschiedlicher Wärmeausdehnungskoeffizienten und 
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Der Betrag der Verschiebungskomponente in z–Richtung, dessen Maximum am Anfang der 
Aufheizphase auftritt, ist in Abbildung 6.25 dargestellt. Diese Größe nimmt einen sehr kleinen 
Wert an. Ferner ist aus der Abbildung deutlich zu erkennen, dass ihre räumliche Variation in 
der betrachteten Ebene sehr gering ist. Der ermittelte Betrag von uz liegt zwischen 0,06375 
und 0,06415 mm. 
 
 
Abbildung 6.25: Verschiebungskomponente senkrecht zur Zelle 
Während der Aufheizphase entsteht im Stack ein inhomogenes Temperaturfeld, das zu einer 
Verzerrung der charakteristischen konzentrischen Kreise insbesondere im Ausströmungsbe-
reich der Gase führt. Zum Zeitpunkt 6000 s am Ende der Aufheizphase ist das charakteristi-
sche Bild des Verschiebungsfeldes nur noch im mittleren Bereich zu erkennen. Die Ver-
schiebungsverteilung ändert sich im Bereich des unteren Randes und weicht vom kreissym-
metrischen Bild ab. Die skalierte Darstellung der Deformation in Abbildung 6.26 verdeutlicht 
die Verzerrung der charakteristischen konzentrischen Kreise im Ausströmungsbereich des 
Stacks. 
Diese Änderung liegt daran, dass im Laufe des Aufheizvorgangs die Deformationen im Stack 
geringer werden, da der Stack heißer wird und der Abstand zur spannungsfreien Referenz-
temperatur abnimmt. Bei zeitlicher Betrachtung der maximalen Verschiebungen in den Kas-
setten fällt auf, dass sich der Unterschied zwischen den lokalen Maxima vergrößert. Grund 
dafür ist die Tatsache, dass die Temperatur im Einströmbereich der Gase rascher zunimmt 
als im Ausströmungsbereich. Folglich verringert sich der Abstand zur spannungsfreien Refe-
renztemperatur im Einströmungsbereich schneller und somit erfährt dieser Bereich kleinere 
Deformationen als der Ausströmungsbereich. Dieses Verhalten ist in Abbildung 6.27 zu ver-
schiedenen Zeitpunkten während der Aufheizphase entlang der gezeigten Randkurve der 
Unterschale dargestellt. Die Konturdarstellung im linken Teil der Abbildung zeigt die Ver-


















Der rechte Teil der Abbildung 6.27 verdeutlicht anhand der Verläufe der Verschiebungsfunk-
tion entlang der Kante, wie die Verschiebungswerte in den Bereichen A und B auseinander-
gehen und am Ende der Aufheizphase der maximale Wert der Verschiebungsdifferenz vor-
liegt. Die Darstellung verdeutlicht, wie die Deformation mit der Zeit an der Stelle des lokalen 
Maximums A schneller kleiner wird als an der Stelle des lokalen Maximums B. Durch das 
Auftreten größerer Deformationen im Bereich B verschwindet das beobachtete kreissymmet-
rische Profil der Verschiebung im Laufe der Aufheizphase. 
 
6.3 Betriebsphase 
6.3.1 gekoppelte stationäre fluiddynamische Analyse 
Für die Untersuchung der Betriebsphase werden die fluiddynamischen Randbedingungen 
geändert, indem auf der Anodenseite neben dem Wasserstoff zur Erhöhung des partiellen 
Drucks Argon eingesetzt wird. Während dieser Phase gelten für die Massenströme die An-
gaben in der Tabelle 6.1 
 
Tabelle 6.1: Massenströme während der Betriebsphase für den 2-Zeller-Stack 
Gas m  
Luft 0,02424 g/s/inlet 
Wasserstoff 0,0007492 g/s/inlet 
Argon 0,01487 g/s/inlet 
 
Die Wärmeproduktion aus dem elektrochemischen Prozess, die den Stack erwärmt und von 
den strömenden Gasen aufgenommen wird, ist durch Wärmeflüsse aus den Oberflächen der 
Zellen berücksichtigt. Basierend auf den Parametern der ablaufenden elektrochemischen 
Vorgänge werden die entsprechenden Wärmeflüsse zu 1 W/Ebene berechnet. Das ermittelte 
Temperaturfeld und der Betrag des Temperaturgradienten im Stack während der Betriebs-
phase sind in Abbildung 6.28 dargestellt. 
Wie die Abbildung zeigt, nimmt die Stack-Temperatur in Strömungsrichtung geringfügig zu, 
wobei aufgrund der elektrochemischen Prozesse Hotspots in den Ausströmungsbereichen 
des Stacks entstehen. Charakteristisch für das Temperaturprofil in dieser Phase sind geringe 
Ungleichmäßigkeiten in der Verteilung sowie ein geringer Unterschied zwischen höchster 
und niedrigster Temperatur im Vergleich zur Temperaturverteilung in der Aufheizphase. Fer-
ner nimmt der Betrag des Temperaturgradienten seinen höchsten Wert im Eintrittsbereich 
der Gase an. Ein entsprechendes Verhalten wurde bei ähnlich aufgebauten Stacks sowohl 
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der maximalen Verschiebung während der Betriebsphase bei 0,021 mm, was eine Reduzie-
rung auf ungefähr 6,46% bedeutet. 
 
 
          Ende der Aufheizphase                                                 Betriebsphase 
Abbildung 6.35: Verschiebungsverlauf entlang   während der 
Aufheiz- und Betriebsphasen 
Das Verhältnis der Verschiebungen während der Aufheizphase und der Betriebsphase wird 
deutlicher in Abbildung 6.36, in der die räumliche Darstellung der Verschiebungskurven ge-
mäß 
 nuu ,  (6.11) 
gezeigt wird. Dabei bezeichnet n den Lastschritt, der jeweils einem Zeitpunkt des Prozesses 
entspricht. Die Lastschritte 17 bis 30 kennzeichnen die Aufheizphase, während der Last-
schritt 31 den Betriebszustand darstellt. Die nicht gezeigten Lastschritte 1 bis 16 beschreiben 
den isothermen Abkühlvorgang des Stacks nach dem Zusammenfügen der einzelnen Kom-
ponenten. Die Kurvenschar im Bereich 3017  n  veranschaulicht die Abnahme der Ver-
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Auch während der Abkühlphase besitzt das Verschiebungsfeld das charakteristische Profil 
mit der kreissymmetrischen Verteilung, wie in Abbildung 6.51 zu sehen ist. Die Darstellung 
zeigt das Verschiebungsprofil am Ende der Abkühlphase, wo die Verschiebungen wieder 
zunehmen. Zu diesem Zeitpunkt ist der Unterschied zur spannungsfreien Referenztempera-
tur am größten, da die Temperaturen im Stack abnehmen. Demgemäß schrumpft die Struk-
tur zusammen, was zu größeren Verschiebungen führt, die in den Eckbereichen ihre maxi-
malen Werte annehmen. 
 
 
Abbildung 6.51: Verschiebungsfeld am Ende der Abkühlphase 
Der zeitliche Verlauf der maximalen Verschiebungen während der Abkühlphase ist in Abbil-
dung 6.52 dargestellt, wo das monoton steigende Verhalten der Kurve deutlich zu sehen ist. 
Am Ende des Abkühlvorgangs erreichen die Verschiebungen ihre Höchstwerte, die in der 
Größenordnung von 0.72 mm sind und in den Eckbereichen auftreten. 
Aufgrund der abfallenden Temperaturen liegen die Verschiebungswerte wesentlich höher als 
in der Betriebsphase. Zur weiteren Veranschaulichung zeigt Abbildung 6.53 die Verläufe der 
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Verschiebungen, bis am Ende dieser Prozessphase wieder die Maximalwerte erreicht wer-
den. 
In diesem Kapitel wurden die aufgestellten fluiddynamischen und strukturmechanischen Mo-
delle eingesetzt, um das Stack-Verhalten unter vorgegebenen Randbedingungen während 
eines Prozesszyklus zu simulieren. Hierzu wurden die Prozessphasen: Aufheizen, Betrieb 
und Abkühlen untersucht. Der Abkühlvorgang des Stacks nach dem Zusammenfügen der 
Komponenten auf Raumtemperatur wurde ebenfalls betrachtet. Die fluiddynamischen Be-
rechnungen ergaben zunächst die entsprechenden räumlichen Profile der Temperatur und 
des betragsmäßigen Temperaturgradienten. Mit den berechneten thermischen Lasten wur-
den anschließend die entsprechenden räumlichen Feldgrößen: Spannungstensor, Verzer-
rungstensor und Verschiebungsvektor in den Stack-Elementen ermittelt und analysiert. 
Die Berechnungsergebnisse zeigen, dass die höchsten Spannungen während der Auf-
heizphase auftreten. Die während der anderen Prozessphasen hervorgerufenen Spannun-
gen sind vergleichsweise niedriger. Dies ist auf den existierenden Temperaturgradienten 
zurückzuführen, dessen Betrag während der Aufheizung am größten ist. In den anderen 
Prozessphasen ist die Temperatur gleichmäßiger verteilt, was zu geringeren Spannungen 
führt. Die Stack-Komponenten erfahren im Allgemeinen geringe Deformationen, weshalb die 
Gewährleistung der Stack-Funktionalität nicht beeinträchtigt wird. 
Aufgrund der hohen Spannungen der Aufheizphase werden im nächsten Kapitel die fluiddy-
namischen Randbedingungen dieser Prozessphase betrachtet, um deren Auswirkungen auf 
die verursachten Spannungen zu untersuchen. Dabei ist das Ziel, die Spannungen insbe-







Wie bereits in Kapitel 4 gezeigt, können die entwickelten Modelle eingesetzt werden, um 
materialbezogene Optimierungsuntersuchungen durchzuführen. Dabei wird das Ziel verfolgt, 
die im Stack auftretenden Spannungen zu minimieren. Insbesondere die Glasfügung stellt 
eine gefährdete Komponente dar, die durch die Materialempfindlichkeit den Zugspannungen 
gegenüber gekennzeichnet ist. In Kapitel 4 wurde mit Hilfe der Optimierungsanalyse die An-
passung der Wärmeausdehnungskoeffizienten der Glasfügung und des Stahls durchgeführt, 
um die Zugspannungen im Glas zu verringern. In diesem Kapitel wird dieses Ziel weiterver-
folgt, wobei die Auswirkungen anderer Einflussgrößen auf die in der Glasfügung auftreten-
den Spannungen betrachtet werden. Zu diesem Zweck werden zunächst prozessbedingte 
Analysen durchgeführt und anschließend geometrische Designgrößen variiert. 
Neben den bereits vorgestellten physikalischen Eigenschaften und Parameter der Material-
modelle existieren weitere Faktoren, die das strukturmechanische Verhalten des Stacks be-
einflussen. Im Folgenden werden verschiedene fluiddynamische Prozessrandbedingungen 
betrachtet und deren Auswirkungen auf die im Stack auftretenden Spannungen untersucht. 
Ziel dabei ist es, die Prozessrandbedingungen zu ermitteln, die zur Reduzierung der maxi-
malen Spannungen in der Glasfügung führen. 
Zusätzlich zu ihrem Einfluss auf die im Stack auftretenden Spannungen stellen die Randbe-
dingungen des fluiddynamischen Prozesses ein Maß für die Funktionalität des SOFC-Stacks 
dar, die von der Aufheizgeschwindigkeit und der Gleichmäßigkeit der Temperaturverteilung 
in der Zelle abhängt. In diesem Zusammenhang gelten die Prozessbedingungen als weitere 
Optimierungsziele. Die fluiddynamische Analyse ermöglicht die Untersuchung solcher pro-
zessbedingten Optimierungsziele, wie in diesem Kapitel gezeigt wird. 
 
7.1 Prozessoptimierung 
7.1.1 Definition der Randbedingungen 
Aufgrund der komplexen Geometrie der Einzelkomponenten sowie nicht angepasster me-
chanischer und thermischer Materialeigenschaften der einzelnen SOFC-Bauteile erfordert 
der Prozesszyklus möglichst gleichmäßige und kontrollierte Aufheizung. Wie bereits erläu-
tert, treten die maximalen Spannungen während der Aufheizphase auf, da in dieser Pro-
zessphase die Temperaturgradienten sowie die Differenzen zwischen höchster und niedrigs-
ter Temperatur im Stack erscheinen. Demzufolge ist es erforderlich, diese Prozessphase 
näher zu betrachten, wobei das Ziel einer optimierten Stack-Aufheizung verfolgt wird, die zur 
Minimierung der Temperaturgradienten in den Stack-Komponenten führt. Im Folgenden wird 
zwecks der Prozessoptimierung die Stack-Aufheizung mittels unterschiedlicher Aufheizkur-
ven durchgeführt und die Auswirkungen auf die hervorgerufenen Spannungen analysiert. 
Dabei werden zeitliche Änderungen der Aufheizgeschwindigkeit und deren Einfluss auf die 
räumliche Temperaturverteilung und die lokalen Spannungsspitzen im Stack überprüft. Um 
einen Vergleich mit den Berechnungen, die mit Hilfe der linearen Aufheizkurve durchgeführt 
sind, zu ermöglichen, werden die gleichen fluiddynamischen Randbedingungen angenom-
men, die in der Tabelle 7.1 zusammengefast sind und sowohl luft- als auch brenngasseitig 
gelten. 




Weiterhin werden die in linken Teil der Abbildung 7.1 dargestellten Aufheizkurven eingesetzt, 
die bezüglich der zeitlichen Änderung der Aufheizgeschwindigkeit unterschiedliche 
Eigenschaften aufweisen. Die Aufheizgeschwindigkeit wird der ersten Ableitung der 
Aufheizkurve nach der Zeit entnommen, deren Verlauf im rechten Teil der Abbildung 7.1 
dargestellt ist. Kurve A ist durch eine exponentielle Funktion der Gastemperatur von der Zeit 
charakterisiert und zeigt einen fallenden Verlauf der Aufheizgeschwindigkeit über den 
betrachteten Zeitraum. Kurve B ist am Anfang durch einen Anstieg und am Ende durch einen 
Abfall der Aufheizgeschwindigkeit gekennzeichnet und wird durch einen trigonometrischen 
Zusammenhang zwischen Gastemperratur und Zeit beschrieben. Durch den linearen Verlauf 
hat Kurve C eine konstante Aufheizgeschwindigkeit. 
 
Tabelle 7.1: Fluiddynamische Prozessrandbedingungen mit Luft als Aufheizmedium 
Randbedingung Betrag 
Anfangstemperatur der Gase 50 °C 
Endtemperatur der Gase 750 °C 
Massenströme 5 NL/min/Ebene 
Aufheizzeit 6000 s 
 
 
         Aufheizkurven                                                 Aufheizgeschwindigkeiten 
Abbildung 7.1: Zeitlicher Verlauf der Aufheizkurven und der Aufheizgeschwindigkeiten 
Durch die Fixierung des Intervalls der Aufheizzeit sowie der Anfang- und der Endtemperatu-
ren gemäß den Bedingungen 
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Für die Untersuchung des globalen Stack-Verhaltens sind im linken Teil der Abbildung 7.3 
die resultierenden Verläufe der minimalen und maximalen Stack-Temperaturen über die Zeit 
zusammen mit der Aufheizkurve gezeigt. Der am Anfang steile Kurvenverlauf deutet auf eine 
hohe Anfangs-Aufheizgeschwindigkeit hin, die im Bereich von 20 °C/min liegt, was zu hohen 
lokalen Temperaturgradienten führt. Weiterhin fällt bei der globalen Betrachtung der Stack-
Temperaturen auf, dass die Differenz zwischen dem maximalen und dem minimalen Wert 
ebenfalls am Anfang steil steigt. Dieses Verhalten ist im rechten Teil der Abbildung 7.3 an-
hand der extrahierten Größe Θ deutlicher zu erkennen. Der Θ-Zeit-Verlauf ist bei einem ho-
mogenen Körper charakteristisch für den Spannungs-Zeit-Verlauf. Bei der Annahme eines 
homogenisierten Körpers zeigen Θ(t) und σ(t) ähnliche Zeitabhängigkeiten. 
 
 
Abbildung 7.3: Verlauf der Temperaturen und Θ im Stack über die Aufheizzeit für Fall A 
Die hohe Aufheizgeschwindigkeit bewirkt den schnelleren Anstieg der maximalen Stack-
Temperatur im Einströmbereich, während die minimale Stack-Temperatur im Ausströmbe-
reich viel langsamer zunimmt, wie die entsprechenden Kurvenverläufe erkennen lassen. Der 
inhomogenen Temperaturverteilung entsprechend ist die thermische Dehnung auch un-
gleichmäßig verteilt und die Deformationsbehinderung der Struktur groß. Dies führt zu hohen 
Spannungen sowohl im Stahl als auch in der Glasfügung. Die Spannungen nehmen im Laufe 
der Aufheizzeit zu, bis ein lokales Maximum erreicht wird, wie in Abbildung 7.4 zu sehen ist. 
Dabei ist zu beachten, dass die maximalen Spannungen in den jeweiligen Materialkompo-
nenten an unterschiedlichen Orten auftreten. Ein typischer Ort, wo höhere Spannungen im 
Stahl existieren, liegt in der Umgebung des Einströmungsbereichs der heißen Gase. Dage-
gen liegt die maximale Spannung der Glasfügung im äußeren Randbereich, wo große De-








Abbildung 7.4: zeitlicher Verlauf der maximalen Spannung für Fall A 
Nachdem das lokale Spannungsmaximum erreicht wird, sinken die verursachten Spannun-
gen im Stack als Folge abnehmender Aufheizgeschwindigkeit und somit steigender Homo-
genität der Temperaturverteilung, wie aus dem Θ(t)-Verlauf abzulesen ist. 
 
7.1.3 Fallstudie B 
In diesem Fall wird die Aufheizkurve B in Abbildung 7.1 verwendet. Die thermische Analyse 
für diese Studie liefert die in Abbildung 7.5 dargestellte Temperaturverteilung in der Zelle am 
Ende der Aufheizphase. Die maximale Zellentemperatur liegt bei 634,76 °C niedriger als im 
Fall A. Dagegen hat Θ einen vergleichsweise höheren Wert von 70,58 °C, weshalb die Tem-
peraturverteilung weniger gleichmäßig als im Fall A ausfällt. Die zeitlichen Verläufe der ma-
ximalen und minimalen Stack-Temperatur werden mit der Aufheizkurve im linken Teil der 
Abbildung 7.6 verglichen. Die anfangs flache Aufheizkurve verursacht den langsamen An-
stieg der Aufheizgeschwindigkeit und folglich einen flachen Verlauf der Größe Θ über die 
Zeit, wie im linken Teil der Abbildung 7.6 zu sehen ist. Dieser Kurvenverlauf ist charakteris-























Abbildung 7.6: zeitlicher Verlauf der maximalen Spannung für Fall B 
 
7.1.4 Fallstudie C 
In diesem Fall erfolgt die Aufheizung nach Kurve C in Abbildung 7.1. Das Temperaturprofil 
der Zelle am Ende der Aufheizphase ist in Abbildung 7.7 dargestellt. Auffällig sind die niedri-
geren Temperaturen im Vergleich zu den vorher betrachteten Fällen, A und B. Die maximale 
Temperatur der Zelle liegt bei 584 °C und die Differenz zwischen maximaler und minimaler 
























Abbildung 7.9: zeitlicher Verlauf der maximalen Spannung für Fall C 
 
7.1.5 Vergleich der Ergebnisse 
Da die Temperaturverteilung in der Zelle für den Betrieb des SOFC-Stack von grundlegender 
Bedeutung ist, werden zunächst die Auswirkungen der Variation der Randbedingungen auf 
das thermische Verhalten der Zelle verglichen. Zu diesem Zweck sind in Abbildung 7.10 die 
ermittelten maximalen und minimalen Zellentemperaturen am Ende des Aufheizprozesses 
für die untersuchten Aufheizkurven zusammengestellt. Es ist deutlich erkennbar, dass die 
Aufheizung gemäß Kurve A zur höchsten Zellentemperatur und niedrigsten Temperaturdiffe-
renz führt. Im Gegensatz hierzu liefert die Aufheizung entsprechend Kurve C die niedrigsten 
maximalen und minimalen Temperaturen sowie die größte Differenz zwischen den beiden. 
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Die vorliegende Arbeit entstand im Rahmen des Verbundvorhabens 
„Metallgestützter SOFC-Leichtbau-Stack für die Bordstromversorgung in Nutzfahrzeugen 
(MetAPU)“ 
mit den Verbundpartnern ElringKlinger AG, Plansee Composite Materials GmbH und For-
schungszentrum Jülich GmbH. Gefördert wurde das Projekt vom Bundesministerium für 
Wirtschaft und Technologie (BMWi). 
Ziel dieser Arbeit ist die Entwicklung eines 3-dimensionalen multiphysikalischen Gesamtmo-
dells zur Vorhersage des gekoppelten fluiddynamischen und strukturmechanischen Verhal-
tens eines SOFC-Stacks unter thermomechanischer Belastung. Mit Hilfe der Simulations-
technik sind die räumlichen Temperaturprofile und Spannungsverteilungen im gesamten 
SOFC-Stack zu ermitteln, um kritische Stellen hinsichtlich der Tragfähigkeit und Ge-
brauchstauglichkeit der Stack-Komponenten zu lokalisieren. Weiterhin dient das Berech-
nungsmodell als Basis für Optimierungsanalysen, um die Auswirkungen von Maßnahmen zur 
Reduzierung der Spannungsspitzen in den Stack-Komponenten zu untersuchen. 
Hauptproblem beim Einsatz von SOFCs stellen Undichtigkeiten durch Rissbildung in spröden 
Komponenten mit vergleichsweise niedriger Steifigkeit und Festigkeit dar, die infolge der 
hervorgerufenen inneren Spannungen in einigen Bereichen bedingt durch thermomechani-
sche Überlastung auftritt. Thermische Spannungen werden infolge der Behinderung der 
Strukturverformung hervorgerufen. Dies kann durch mechanische Auflagerung, Materialin-
homogenität und ungleichmäßige Temperaturverteilung zustande kommen. Des Weiteren 
führen temperaturabhängige Materialeigenschaften durch die Existenz eines Temperatur-
gradienten zur zusätzlichen räumlichen Abhängigkeit der Materialparameter. Daher sind im 
Allgemeinen zwecks Reduzierung der hervorgerufenen Spannungen in der Struktur eine 
gleichmäßige Temperaturverteilung und angepasste physikalische Materialeigenschaften der 
Strukturkomponenten anzustreben. Geometrische Parameter der betrachteten Struktur cha-
rakterisieren mit den Materialeigenschaften die Struktursteifigkeit und beschreiben somit ihr 
mechanisches Deformationsverhalten. Das aufgestellte Simulationsmodell wurde zur Unter-
suchung der Ursachen für die auftretenden thermischen Spannungen im SOFC-Stack einge-
setzt.  
Gerade bei hohen SOFC-Temperaturen, unter denen Messungen sehr aufwendig bezie-
hungsweise nur bedingt möglich sind, ist die numerische Modellierung unentbehrlich. Sie 
ermöglicht einen genaueren Einblick in den Charakter thermomechanischer Prozesse insbe-
sondere unter Berücksichtigung des nichtlinearen temperatur- und zeitabhängigen Verhal-
tens der verwendeten Werkstoffe als dies bei experimentellen Untersuchungen aufgrund 
messtechnischer Schwierigkeiten erreichbar ist. Die durchgeführten numerischen Berech-
nungen gelten dabei als wertvolle Ergänzungen der experimentellen Analysen. Wesentliche 
Beachtung wurde hierbei auf hohen geometrischen und mathematischen Detailierungsgrad 
gelegt. Das Modell berücksichtigt einen kompletten zwei-Zeller-Stack, der alle in der Praxis 
eingesetzten Komponenten aus mehreren Werkstoffen beinhaltet. Die Berücksichtigung der 
dünnwandigen Komponenten ermöglicht die Analyse der mechanischen Interaktion und die 
3-dimensionale Visualisierung der unterschiedlichen Stack-Elemente.  
Somit wurden die multiphysikalischen Phänomene der Fluid-Struktur-Interaktionen anhand 





chanischen Lösung verwendet. Auch das Materialverhalten wurde auf Basis experimentell 
ermittelter Daten über den gesamten Betriebsbereich durch temperatur- und zeitabhängige 
nichtlineare mathematische Materialmodelle dargestellt. Dabei wurde das Deformationsver-
halten der Stack-Struktur unter Berücksichtigung der thermischen, elastisch-plastischen und 
zeitabhängigen Verzerrungen vollständig nichtlinear beschrieben. Aufbauend darauf wurden 
für einen kompletten Prozesszyklus bestehend aus Aufheiz-, Betriebs- und Abkühlphase die 
vollständigen Spannungsfelder ermittelt. Untersucht wurden im Detail die Auswirkungen von 
Prozess-, Material- und Designparametern auf das thermomechanische Strukturverhalten. 
Die computergestützte Simulationstechnik, die als wirksames Werkzeug zur Analyse multi-
physikalischer Vorgänge in Strukturen mit komplexer Geometrie gilt, wurde unter Berücksich-
tigung der tatsächlichen Prozess- und Lastbedingungen sowie des realen Materialverhaltens 
eingesetzt. Darauf basierend wurde ein dreidimensionales Gesamtmodell für die numerische 
fluiddynamische und thermomechanische Analyse eines SOFC-Stacks entwickelt. Das Ge-
samtmodell besteht aus zwei diskretisierten Einzelmodellen, einem fluiddynamischen Finite-
Volumen-Modell und einem strukturmechanischen Finite-Elemente-Modell, die numerisch 
gekoppelt sind. Das Gesamtmodell berücksichtigt einen zwei-Zeller-Stack und eignet sich 
zur Beschreibung des Deformationsverhaltens der Struktur für den Einsatz als zusätzliche 
Einheit zur Bordstromerzeugung unter thermomechanischen Lastbedingungen. 
Zur Beschreibung des Materialverhaltens wurden entsprechende mathematische Material-
modelle aufgestellt, deren Parameter mit Hilfe experimenteller Daten bestimmt wurden. Die 
physikalische Nichtlinearität sowie die Temperatur- und Zeitabhängigkeit der mechanischen 
Materialeigenschaften wurden berücksichtigt und mit Hilfe der ANSYS-Programmiersprache 
APDL im Modell implementiert. 
Mittels der gekoppelten fluiddynamischen Analyse wurden die im Stack auftretenden räumli-
chen Temperaturfelder berechnet. Anschließend wurden diese als thermische Lastfälle auf 
das strukturmechanische Finite-Elemente-Modell übertragen, um die quasi-statische Be-
rechnung durchzuführen. Die Berechnungsergebnisse liefern die gesuchten räumlichen Ver-
teilungen der Spannungen, Verzerrungen und Verschiebungen, die lastabhängig sind. Das 
Modellverhalten wurde unter Variation der Last- und Randbedingungen getestet und die 
Plausibilität der ermittelten Ergebnisse wurde anhand des Vergleichs mit vereinfachten Mo-
dellen überprüft. Danach erfolgte die Validierung der entwickelten Modelle anhand experi-
menteller Daten. 
Die gekoppelte fluiddynamische Simulationsberechnung zeigt, dass das aufgestellte Modell 
für die Untersuchung des zeitabhängigen thermischen Stack-Verhaltens gut geeignet ist. 
Das fluiddynamische Modell kann eingesetzt werden, um die räumliche Verteilung der Tem-
peratur und des Temperaturgradienten im Stack in den verschiedenen stationären und tran-
sienten Prozessphasen zu bestimmen. Die ermittelten Temperaturprofile dienen als thermi-
sche Last und definieren damit einen Teil der erforderlichen Randbedingungen, die für die 
Durchführung der thermomechanischen Analyse auf Basis der Finite-Elemente-Methode 
benötigt werden. Die weiteren Randbedingungen sind durch applizierte mechanische Lasten 
und Auflagerungsreaktionen gegeben. Infolge des großen Temperaturgradienten im Ein-
strömbereich der heißen Gase zeigen die Ergebnisse der fluiddynamischen Berechnungen, 
dass diese Umgebung eine gefährdete Zone darstellt, wo hohe Spannungen zu erwarten 
sind.  




Das thermomechanische Finite-Elemente-Modell ermöglicht die Vorhersage des Deformati-
onsverhaltens der Stack-Struktur. Mit Hilfe des Modells können die räumlichen Feldgrößen: 
Spannungstensor, Verzerrungstensor und Verschiebungsvektor in den einzelnen Stack-
Komponenten unter verschiedenen Randbedingungen ermittelt werden, die dem realen Pro-
zess entsprechen. Die Mesh-Unabhängigkeit des Modells und dessen Konvergenzverhalten 
wurden überprüft. Das aufgestellte Berechnungsmodell dient als Werkzeug zur Überprüfung 
der Tragfähigkeit und der Gebrauchstauglichkeit der einzelnen Komponenten des betrachte-
ten SOFC-Stacks, damit seine Funktionalität gewährleistet wird. Die Modellvalidierung auf 
Basis der experimentellen Daten bestätigt die ermittelten Simulationsergebnisse und zeigt, 
dass der Verbund in der Umgebung des Einströmungsbereichs der heißen Gase infolge der 
Beanspruchung möglicherweise gefährdet ist. Dies stimmt mit den Ergebnissen der fluiddy-
namischen Analyse sehr gut überein, da in diesem Bereich hohe Temperaturgradienten zu 
beobachten sind. Die maximalen Spannungen in der Zelle treten im Lasteinleitungsbereich 
auf, wo die Zelle mit der Oberschale verbunden ist. Daher ist an dieser Stelle eine mit der 
metallgestützten Zelle verträgliche Schweißverbindung aufgrund ihrer höheren Festigkeit 
besser geeignet als eine Lötverbindung. 
Mit Hilfe des Finite-Elemente-Modells wurden detaillierte Simulationsberechnungen und Pa-
rameterstudien durchgeführt, um die Auswirkungen verschiedener Einflussparameter auf die 
auftretenden Spannungen zu untersuchen. Insbesondere die Auswirkungen nicht angepass-
ter Wärmeausdehnungskoeffizienten der einzelnen Stack-Elemente wurden gezeigt, indem 
der Stack unter den gleichen Auflagerungsbedingungen durch ein gleichmäßiges Tempera-
turfeld beansprucht wurde. Bei dieser Art der Belastung können Effekte des Temperaturgra-
dienten ausgeschlossen werden. Der Einsatz von Werkstoffkombinationen mit angepassten 
thermischen Eigenschaften führt zur Reduzierung der im SOFC-Stack hervorgerufenen 
Spannungen und verbessert somit das thermomechanische Verhalten der Struktur. 
Des Weiteren wurden die Auswirkungen der Variation der Materialkombinationen auf die im 
Stack hervorgerufenen Spannungen untersucht. Der Vergleich der maximalen Werte der 
Spannungen zeigt deutlich, dass die Spannungen in der Glasfügung bei inhomogener Auf-
heizung aufgrund des Temperaturgradienten um den Faktor 2,5 höher liegen. Während bei 
einem homogenen Temperaturfeld die Spannungen hauptsächlich infolge der unterschiedli-
chen Wärmeausdehnungskoeffizienten von Stahl und Glaskeramik verursacht werden, führt 
die Existenz des Temperaturgradienten zu einem komplexen Deformationsverhalten der 
Struktur. Aufgrund der Temperaturabhängigkeit der physikalischen Materialeigenschaften 
verursacht die Ungleichmäßigkeit der Temperaturverteilung einen vergleichbaren Effekt wie 
eine zusätzliche Materialinhomogenität. Daher führen die gleichmäßige Temperaturvertei-
lung und die angepassten physikalischen Materialeigenschaften der Strukturkomponenten zu 
niedrigeren thermomechanischen Spannungen. 
Die aufgestellten fluiddynamischen und strukturmechanischen Modelle wurden eingesetzt, 
um das Stack-Verhalten unter vorgegebenen Randbedingungen während eines Prozesszyk-
lus zu simulieren. Die Ergebnisse dieser Untersuchungen sind Anhaltspunkte, die zeigen, in 
welchem Bereich des SOFC-Stacks und in welcher Phase die kritischsten Stellen und die 
gefährdeten Bereiche vorliegen. Darauf basierend ist es möglich, passende Maßnahmen zur 
Reduzierung der Spannungsspitzen zu ergreifen und ihre Auswirkungen zu analysieren. 
Die Prozessphasen: Aufheizen, Betrieb und Abkühlen wurden ausführlich untersucht. Der 
Abkühlvorgang des Stacks auf Raumtemperatur nach dem Zusammenfügen der Komponen-





entsprechenden räumlichen Profile der Temperatur und des betragsmäßigen Temperatur-
gradienten. Mit den berechneten thermischen Lasten wurden anschließend für jede Pro-
zessphase die entsprechenden räumlichen Feldgrößen: Spannungstensor, Verzerrungsten-
sor und Verschiebungsvektor in den Stack-Elementen ermittelt und analysiert. Die Berech-
nungsergebnisse zeigen, dass die höchsten Spannungen während der Aufheizphase auftre-
ten. Im Vergleich hierzu sinken die während der Betriebs- und Abkühlphase hervorgerufenen 
Spannungen, beispielsweise in der Glasfügung, jeweils um einen entsprechenden Faktor 
von 0,6 bzw. 0,2. Dies ist auf den erzeugten Temperaturgradienten zurückzuführen, dessen 
Betrag während der Aufheizung am größten ist. In den anderen Prozessphasen ist die Tem-
peratur gleichmäßiger verteilt, was zu geringeren Spannungen führt. Die Auswertung der 
ermittelten Verschiebungsfelder zeigt, dass die Stack-Komponenten im Allgemeinen geringe 
Deformationen erfahren, weshalb die Gewährleistung der Stack-Funktionalität nicht beein-
trächtigt wird. 
Des Weiteren verfügen die aufgestellten Modelle über das Potenzial, für Optimierungsanaly-
sen eingesetzt zu werden. Das Hauptziel der Optimierung besteht in der Verringerung der 
hervorgerufenen Spannungen insbesondere in der Glasfügung aufgrund ihrer Empfindlich-
keit gegenüber Zugspannungen. Zu diesem Zweck wurden Untersuchungen mit den Zielen 
durchgeführt, die physikalischen Materialeigenschaften aufeinander anzupassen und die 
Auswirkungen geometrischer Designparameter auf das Spannungsfeld zu analysieren. Die 
Materialoptimierung durch Anpassung der Verträglichkeit der Wärmeausdehnungskoeffizien-
ten bewirkt eine Reduzierung der Spannungen in der Glasfügung um 18%. Mit Hilfe der De-
signoptimierung und durch Veränderung der geometrischen Strukturparameter verringert 
sich die maximale Spannung in der Glasfügung um 20%. 
Weitere Einsatzmöglichkeiten der aufgestellten Modelle zeigen, wie die fluiddynamische Si-
mulation zwecks Optimierung der Aufheizung verwendet werden kann, um den Gradienten 
des Temperaturfeldes zu senken. Zu diesem Zweck wurde die Aufheizgeschwindigkeit wäh-
rend der Aufheizphase variiert und die entsprechenden Temperaturprofile sowie die dadurch 
verursachten Spannungen ermittelt und analysiert. Beispielsweise zeigt sich, dass eine Auf-
heizung mit konstanter Geschwindigkeit zu den niedrigsten Spannungen in der Glasfügung 
führt. Im Vergleich hierzu verursacht eine am Anfang hohe und mit der Zeit abnehmende 
Aufheizgeschwindigkeit eine Zunahme der Spannung um 7%. Die Aufheizung gemäß dieser 
Aufheizkurve bewirkt allerdings eine geringere Inhomogenität der Temperaturverteilung und 
liefert durch die höhere Zellentemperatur günstigere Bedingungen für den Start der Betriebs-
phase der SOFC. 
Die durchgeführten Untersuchungen zeigen das Potenzial der aufgestellten Modelle und 
deren Einsatzmöglichkeiten zwecks Vorhersage der Auswirkungen von Einflussparametern, 
wie Materialeigenschaften, Prozessrandbedingungen und Geometrie auf das thermische und 
strukturmechanische Stack-Verhalten. Die detaillierten numerischen Modelle ermöglichen 
einen gründlichen Einblick in die multiphysikalischen Prozesse während eines SOFC-
Betriebszyklus. Somit stellen sie ein wirkungsvolles Werkzeug zur Untersuchung von De-
sign- und Prozessparametern dar und begleiten den Ablauf der Entwicklung von der Ent-
wurfsphase bis hin zum Einsatz des fertigen Produktes. 
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Symbol Bedeutung Einheit 
A  Querschnittsfläche m² 
ib  Vektor der Volumenkraftdichte N/m³ 
21, CC  Dehnsteifigkeiten N/m 
C  Verhältnis der Dehnsteifigkeiten - 
c  spezifische Wärmekapazität J/kg/°C 
dA  infinitesimales Flächenelement m² 
edA  infinitesimales Flächenelement eines finiten Elements m² 
dV  infinitesimales Volumenelement m³ 
edV  infinitesimales Volumenelement eines finiten Elements m³ 
e  spezifische innere Energie J/kg 
E  Elastizitätsmodul N/m² 
ijklE  Elastizitätstensor N/m² 
if  lokaler Vektor der mechanischen Knotenlasten am Knoten i N 
iF  globaler Vektor der mechanischen Knotenlasten am Knoten i N 
h  spezifische Enthalpie J/kg 
ih  lokaler Vektor der thermischen Knotenlasten am Knoten i N 
iH  globaler Vektor der thermischen Knotenlasten am Knoten i N 
k  Federrate N/m 
ikk  Elementsteifigkeitsmatrix N/m 
ikK  globale Steifigkeitsmatrix N/m 
l  charakteristische Körperlänge m 
L  Körperlänge m 
m  Masse kg 
m  Massenstrom kg/s 
 321 ,, xxxN j  Interpolationsfunktion am Knoten j - 
p  Druck Pa 




iq  Wärmeflussvektor W/m² 
gQ  Vom Gas ausgetauschte Wärmeleistung W 
sQ  Vom Festkörper ausgetauschte Wärmeleistung W 
T  Temperatur °C 
T  Aufheizgeschwindigkeit °C/min 
MT  Schmelztemperatur °C 
ausgT ,  Gasausströmungstemperatur °C 
eingT ,  Gaseinströmungstemperatur °C 
refT  Spannungsfreie Referenztemperatur °C 
sT  gemittelte Festkörpertemperatur °C 
11uu   eindimensionale Verschiebung m 
iu  Verschiebungsvektor m 
iju  lokaler Vektor der Knotenverschiebungen am Knoten i m 
kU  globaler Vektor der Knotenverschiebungen am Knoten k m 
iv  Geschwindigkeitsvektor m/s 
sV  Volumen des Festkörpers m³ 
321 ,, xxx  räumliche rechtwinklige kartesische Koordinaten m 
   
Griechische Formelzeichen  
Symbol Bedeutung Einheit 
  tangentialer Wärmeausdehnungskoeffizient 1/°C 
  Sekanten-Wärmeausdehnungskoeffizient 1/°C 
  Variation - 
ij  Kronecker-Symbol - 
  Differenz - 
11   eindimensionale Dehnung m/m 
  Dehnungsrate 1/s 
ij  Verzerrungsgeschwindigkeitstensor 1/s 
c






ij  elastischer Verzerrungstensor m/m 
p
ij  plastischer Verzerrungstensor m/m 
th
ij  thermischer Dehnungstensor m/m 
1  
normierte Differenz zwischen maximaler und minimaler Fest-
körpertemperatur 
- 
2  normierter maximaler Betrag des Temperaturgradienten - 
  




Differenz zwischen maximaler und minimaler Festkörpertem-
peratur 
°C 
  Wärmeleitfähigkeit W/m/°C 
  Lamésche Konstante N/m² 
  Lamésche Konstante N/m² 
  Querkontraktionszahl - 
  Laufkoordinate m 
  Dichte Kg/m³ 
11   Eindimensionale Spannung MPa 
ij  Spannungstensor MPa 
ij  Reibungsspannungstensor MPa 
10.2 Abkürzungen 
APU Auxiliary Power Unit 
BMWi Bundesministerium für Wirtschaft und Technologie 
CFD Computational Fluid Dynamics 
FC Brennstoffzelle (Fuel Cell) 
FE Finites Element / Finite Elemente 
FEA Finite Elemente-Analyse 
FEM Finite Elemente-Methode 
FSI Fluid-Struktur-Interaktionen 
FV Finites Volumen / Finite Volumen 
FVA Finite Volumen-Analyse 




FVM Finite Volumen-Methode 
ITM Intermediate Temperature Metal (Ferritischer Chromstahl der Firma Plansee) 
SOFC Oxidkeramische Brennstoffzelle (Solid Oxide Fuel Cell) 
10.3 Index-Schreibweise 
Bei der Aufstellung der Gleichungen wird die Index Schreibweise verwendet, da sich 
dadurch die Gleichungen in einer kompakten Form darstellen lassen. Dabei beziehen sich 
die Indizes auf die Richtungen des dreidimensionalen Kartesischen Raums 1x , 2x , 3x , 
weshalb die in den Gleichungen auftretenden Indizes die Werte 1, 2, 3 annehmen können. 
Ferner wird die partielle Ableitung nach der i-ten Koordinate durch ein Komma vor dem In-
dex gekennzeichnet gemäß 






Weiterhin gilt die Einstein‘sche Summationsvereinbarung, wonach über gleiche in einer 
Gleichung auftretende Indizes summiert wird, wie die nachfolgende Gleichung für die belie-
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